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Introduction Générale
Les barrages en enrochements sont probablement les ouvrages de l’ingénierie hydraulique
dont on trouve les traces les plus anciennes, remontant aux premières civilisations Egyptiennes.
Les techniques de construction, très rudimentaires, se sont affinées dans le temps en prenant un
développement considérable à partir du 20ième siècle. Les progrès et les ouvrages se sont multi-
pliés notamment à partir des années 1960 où de très grands barrages en enrochements ont été
construits : les plus grands ouvrages atteignent aujourd’hui plus de 200 m de haut.
Les barrages en enrochements présentent des tassements. Qu’ils soient issus de conception empi-
rique ou de conception liées à des méthodes numériques, ces ouvrages subissent des déformations
de plusieurs types. Afin de concevoir et dimensionner correctement ces ouvrages il est important
que le type et l’amplitude des déformations puissent être prévues. Les zones potentielles d’appa-
rition des déformations doivent être protégées par des mesures adéquates lors de la conception.
La prévention des tassements s’avère en effet capitale pour assurer l’étanchéité et la stabilité des
barrages. L’évaluation des déformations constitue également un enjeu important pour la réha-
bilitation ou la confortation de ces ouvrages. Bien que de grandes avancées aient été faites ces
trente dernières années, aussi bien au niveau des modèles mécaniques qu’au niveau des méthodes
de simulations numériques, les états de déformations et de contraintes dans les barrages en en-
rochements - et, plus encore, leur évolution dans le temps - sont encore assez mal appréhendées.
Le comportement de ces ouvrages est en effet complexe, de par la diversité des actions qu’il
subissent (mécaniques, thermiques, hydriques, ...) et de par leur nature discrète. En particulier,
la modélisation de leur vieillissement et de ses effets, bien souvent amplifiées par l’eau, sur leur
cinématique et leur sthénique reste un problème assez largement ouvert.
C’est en vue d’apporter des éléments de solution à ce problème que la présente thèse a été dé-
veloppée. Plus concrètement, son but a été de proposer un ou quelques modèles de comportement
mécaniques, à la fois physiquement réalistes et numériquement viables, puis de les intégrer à un
code de calculs par éléments discrets. Les approches discrètes s’intéressant à l’identité propre de
chaque grain et à ses interactions avec ses voisins, le choix d’une modélisation discrète s’est en
effet naturellement imposé pour accéder aux champs locaux. Au niveau des déformations obser-
vées sur les ouvrages, ce sont des ruptures de blocs, générées par une altération des roches au
cours du temps, qui semblent principalement en être à l’origine. Ces ruptures sont généralement
favorisées par l’eau, qui accélèrerait le développement de la fissuration. Une réorganisation à
l’intérieur du milieu par des mécanismes de glissement ou de rotation est généralement couplée
à ces ruptures et peut être également influencée par l’eau. Les questions auxquelles cette thèse a
tenté d’apporter des réponses sont les suivantes :
– Tout bloc d’un ouvrage en enrochement sec étant susceptible de se fissurer de façon pro-
gressive (vitesse de fissuration finie) et retardée (i.e. ultérieurement à la construction de
l’ouvrage), quel(s) modèle(s) de comportement considérer pour le matériau constitutif de
ces blocs afin de rendre compte de ce phénomène ?
– Intégré(s) à un code de calculs d’éléments discrets, le (les) modèles rendant compte du com-
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portement des blocs - dont leur fissuration - permet(tent)-il(s) des simulations numériques
réalistes des principaux phénomènes observés dans des ensembles de blocs (échantillons
de laboratoire et barrages en enrochements) ? Sous chargement constant, les modèles per-
mettent ils de reproduire leurs tassements progressif et différé ?
– La présence d’eau ayant des conséquences aussi bien à l’échelle du bloc rocheux qu’à l’échelle
de l’assemblage de blocs, comment rendre compte de l’influence de l’eau à ces différentes
échelles ? La seule diminution du coefficient de frottement local dans des plages physique-
ment acceptables est elle capable de reproduire les tassements observés lors du remplis-
sage ? Si non, comment intégrer l’influence de l’eau dans le (les) modèle(s) de comportement
rendant compte de la fissuration, afin d’obtenir des résultats conformes aux observations
expérimentales ?
Ce mémoire est structuré en trois parties. Après avoir présenté le contexte général, la pre-
mière partie propose une analyse bibliographique du comportement mécanique des roches et des
enrochements. Deux échelles d’étude sont mises en évidence : l’échelle du bloc rocheux et l’échelle
des enrochements, ces derniers étant considérés comme un assemblage de blocs. Dans la suite,
on utilisera indifféremment la terminologie bloc ou grain pour désigner les éléments constitutifs
des enrochements. Cette partie présente également l’étude des paramètres qui ont une influence
sur ces milieux : les influences de l’eau et du comportement à long terme y sont développées.
L’importance du phénomène de rupture est clairement mis en évidence tout au long de cette
analyse. On propose ensuite quelques modèles continus existants applicables aux barrages en
enrochements capables de reproduire la phénoménologie observée sur ouvrages. Une description
plus exhaustive est ensuite donnée aux modèles discrets de milieux granulaires. Une synthèse
sur les différentes approches discrètes modélisant la rupture est présentée. Enfin, la méthode
numérique utilisée pour la modélisation des enrochements est décrite.
L’objet de la seconde partie est d’analyser l’influence de l’eau à travers certains de ces effets :
les effets liés aux forces de déjaugeage et les effets liés à une diminution du coefficient de frot-
tement local en présence d’eau. On présente ici la modélisation d’une colonne d’enrochements
progressivement remplie d’eau. Les enrochements sont alors modélisés comme un ensemble de
grains rigides. On intègre tout d’abord les forces de déjaugeage lorsque le milieu est progressi-
vement rempli et on analyse les changements à l’intérieur du milieu. L’étude de la réduction du
coefficient de frottement local en présence d’eau est également abordée. La définition de variables
généralement définies pour l’étude des milieux granulaires permet de confronter l’état macrosco-
pique du milieu et son état interne. On examine ainsi l’évolution de grandeurs telles la compacité,
la coordinance lorsque ces deux effets sont introduits. Une analyse de la microstructure en terme
de répartition de forces et d’évolution de la texture y est aussi menée. La définition de la texture
permet d’illustrer des sous-réseaux de contacts qui seront également étudiés.
La troisième partie constitue le cœur de ce travail. On y introduit d’abord le modèle de blocs
rocheux à interfaces cohésives capable de simuler la rupture instantanée. Le grain ou bloc rocheux
est modélisé comme un assemblage de particules liées initialement par cohésion. On désignera
donc par le vocable particule, les éléments constitutifs du grain. Ensuite, on présente le modèle
développé afin de prendre en compte la rupture différée des blocs rocheux : il s’agit d’un modèle
discret à interfaces cohésives endommageables. La validation de la mise en œuvre numérique y
est effectuée à partir de cas simples, où la solution analytique est connue. L’étude de cas simples
a permis de mieux appréhender l’influence des paramètres du modèle et de distinguer les para-
mètres matériaux des paramètres numériques. Avant de remonter à l’échelle du tas de grains, on
s’attache à la modélisation d’éprouvettes rectangulaires, contituées par un assemblage de par-
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ticules. La grande partie des simulations aborde ensuite la modélisation d’essais œdométriques
composés de grains modèles d’enrochements de barrages : des essais de fluage, relaxation, à vi-
tesses de force ou de déplacement imposées sont menés dans le cas d’un milieu sec. Les résultats
sont encourageants, et permettent de reproduire correctement la phénoménologie des ruptures
différées avec très peu de paramètres. L’état interne du milieu est également analysé dans ces
essais. Quelques simulations sont proposées pour rendre compte de l’influence de l’eau dans le
milieu. Pour cela, on adopte des hypothèses qui permettront de tenir compte simplement de la
présence de l’eau. Une étude paramétrique est menée afin d’évaluer la pertinence des paramètres
affectés par l’eau. Enfin, des simulations d’essais œdométriques sont effectuées afin d’être com-
parées à des résultats expérimentaux sur des enrochements modèles de barrages.




Introduction : Contexte et motivations
1.1 Historique
Il faut remonter jusqu’aux premières dynasties Egyptiennes pour retrouver les premiers té-
moins liés à la construction d’ouvrages en enrochements : aux environs de 2900 avant JC, le
PharaonMenes, aurait dérivé le Nil à Koseish, pour construire sa capitale Memphis derrière des
remparts qui la mettaient à l’abri des crues du Nil. Cet ouvrage en pierres de taille pouvait avoir
15 m de hauteur et 450 m de longueur en crête. Près de 5000 ans seront nécessaires avant que de
telles structures, mieux conçues et dimensionnées, voient le jour : ce sont dans les zones minières
des régions montagneuses de la Sierra Nevada en Californie que l’activité liée à la construction de
barrages en enrochements a réellement commencée. L’isolement et l’inaccessibilité de certaines
zones, ainsi que l’absence de terre dans ces régions, ont conduit les mineurs à se servir de leur
savoir faire concernant les explosifs, pour extraire des blocs rocheux afin de les utiliser dans la
construction de barrages [CBIP92]. Les premiers barrages en enrochements furent alors construits
dans les années 1850. Ceux-ci présentaient des fortes pentes avec un minimum de matériau ro-
cheux, mais leur hauteur était faible. On compte seulement huit barrages en enrochements plus
haut que 30 m avant 1925. A partir des années 1950, le développement des techniques et la
multiplication des barrages en enrochements se sont faits extrêmement rapidement.
Les barrages en enrochements font partie de la classe des barrages en remblais, les plus ré-
pandus dans le monde. Les barrages en remblais représentent environ 70% des grands barrages :
leur grande proportion s’explique par leur simplicité de contruction, leur bonne adaptabilité à
un grand nombre de sites, et leur faible coût de construction. Parmi les barrages en remblais, on
compte seulement 12% de barrages en enrochements car leur construction nécessite une qualité
de matériau qui n’est pas nécessairement présente sur tous le sites.
1.2 Les différents types de barrages en enrochements et leurs pro-
blèmes majeurs
Les barrages en enrochements sont essentiellement de deux types (figure 1.1) :
– à noyau central : l’étanchéité est assurée par un organe dans le corps de l’ouvrage, un noyau
central (ou incliné), qui peut être constitué d’argile et/ou de limon et sable. Des noyaux
étanches en argile sont les plus couramment utilisés. La fonction de résistance à la poussée
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de l’eau peut être garantie par des enrochements placés des deux cotés du noyau ; ceux-ci
sont donc directement en contact avec l’eau ;
– à masque amont : l’étanchéité est ici assurée par un masque, le plus souvent constitué
par une dalle en béton. On les nomme Concrete Face Rockfill Dams ou CFRD en anglais.
On trouve également souvent des revêtements en béton bitumineux, plus généralement en
Europe. Le reste du volume est occupé par des enrochements pour résister à la poussée de
l’eau. Ce type de barrages n’est pas, en principe, en contact avec l’eau.
Fig. 1.1 – Sections (a) d’un barrage à noyau avec recharges en enrochements amont et aval et
(b) d’un barrage à masque amont, d’après [KJA92].
Parmi les barrages en enrochements seuls 20% sont des barrages à masque amont. Avant
les années 60, ces barrages étaient constitués d’enrochements déversés et dimensionnés à partir
de considérations empiriques acquises dans le passé. La communauté pensait également que les
recharges en enrochements devaient être composées de blocs de taille uniforme, et on prenait soin
d’éliminer les fines : les matériaux "propres" étaient considérés être plus résistants. D’importants
tassements observés et l’expérience accumulée sur ce type d’ouvrages ont permis de comprendre
les phénomènes, revoir les définitions premières et les techniques de construction. Il a été réalisé
que les contacts "bloc-bloc" ne réduisaient pas nécessairement les tassements : des granulomé-
tries étalées ont ainsi été préconisées. De plus, le placement des enrochements par couches de 1
à 2 m puis leur compactage ont été recommandés pour diminuer les tassements. Le recours au
compactage par rouleau vibrant permet en effet de positionner une grande proportion de blocs
dans des positions stables et l’application de charges supplémentaires réduit l’indice des vides
du milieu par l’écrasement et le déplacement de blocs instables. La réduction des tassements est
ainsi recherchée car la présence de tassements différentiels dans les enrochements est dangereuse
pour ces ouvrages : ils peuvent induire des fissurations dans le masque en béton, en raison des
fortes contraintes de traction dans le parement. Les fissurations peuvent conduire à des fuites
importantes : cela a été le cas pour de grands barrages comme Dix River (84 m), Salt Spring
(100 m), Paradela (110 m), Courtright (97 m), etc. Les débits de fuites pour ces barrages ont
atteint jusqu’à 3.7 m3.s−1 d’après [CBIP92].
Les barrages à noyau peuvent également tasser et causer des désagréments à l’ouvrage : on
relève un grand nombre de barrages où des fissures longitudinales se sont produites entre la re-
charge amont et le noyau, suite aux tassements de la recharge amont. On peut citer entre autres,
les barrages de Bear Creek (65 m), Cedar Cliff (50 m), Cougar (136 m), etc.
Enfin, l’expérience acquise sur ouvrage a conduit à préconiser le mouillage des enrochements
avant compactage : comme la résistance des blocs rocheux peut diminuer en présence d’eau, l’ar-
rosage des enrochements favorise la fissuration des blocs de plus mauvaise qualité et l’écrasement
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des arêtes. Ainsi le risque de tassement durant la vie de l’ouvrage est diminué.
1.3 Description des tassements observés sur les barrages en en-
rochements
Tous les types de barrages en enrochements tassent. On peut distinguer trois types de tasse-
ments, dus au changement de contraintes totales ou effectives durant la vie de l’ouvrage :
– les tassements durant la construction ;
– les tassements lors du remplissage de la retenue ;
– les tassements post-construction observés sur le long terme. Ces tassements sont principa-
lement dus au vieillisement de l’ouvrage mais peuvent être également provoqués par les
changements climatiques.
La limitation de ces tassements est de grande importance afin de restreindre les dégradations
qui leur sont liées (fissurations du masque pour les CFRD, fissurations longitudinales entre les
recharges et le noyau pour les barrages à noyau central, etc.) et de garantir le niveau de la retenue.
Tassements durant la construction :
Les tassements durant la construction de l’ouvrage peuvent énormément varier d’un ouvrage à un
autre : ils vont varier principalement selon la compressibilité des matériaux employés, la hauteur
de l’ouvrage, etc. Les tassements verticaux relatifs peuvent ainsi atteindre quelques %. Il existe
des méthodes prédictives élaborées à partir de données sur ouvrages pour estimer ces tassements.
Ces méthodes sont souvent empiriques et peuvent être couplées à des méthodes numériques pour
parvenir à une estimation des déformations de l’ouvrage. Souvent ces méthodes sont établies à
partir d’un nombre limité de données sur ouvrages et sont donc difficilement applicables à tous
les cas d’études. Un aperçu complet des méthodes existantes est donné par Hunter et Fell dans
[HUN03a].
Tassements durant la mise en eau :
Le remplissage de la retenue correspond à une phase importante dans le vie de l’ouvrage : c’est le
moment où l’ouvrage est mis en charge et va donc être soumis à la pression exercée par l’eau. En
général pour les deux types de barrages, on observe une accélération du tassement de la crête de
l’ouvrage. Ces tassements sont d’autant plus favorisés en général lorsque la hauteur de l’ouvrage
est élevée et lorsque les enrochements ont une faible résistance en compression. Les barrages
où les enrochements sont déversés présentent également plus de déformations que lorsque les
enrochements sont compactés. Les tassements liés au remplissage peuvent atteindre jusqu’à 1 à
2% de la hauteur de l’ouvrage pour les barrages à noyau, et sont en général plus faibles pour
les CFRD (inférieurs à 1%) : il faut aussi prendre en compte l’effet du mouillage car l’eau peut
pénétrer à l’interface barrage-fondation.
Le remplissage induit également des déplacements horizontaux de la crête qui ne sont pas négli-
geables. Concernant les CFRD, le mise en eau génère des déplacements du masque quasiment
perpendiculaires à celui-ci, en raison des tassements de remblais. Ces déplacements peuvent in-
duire des fissurations du parement s’il existe des tassements différentiels au niveau des dalles.
Dans le cas des barrages à noyau, la recharge amont, directement en contact avec l’eau va tasser
et pourra provoquer des fissures longitudinales le long de la crête (figure 1.2). C’est le cas du
barrage de Cherry Valley où les tassements de la recharge amont en enrochements ont été quatre
fois supérieurs à ceux du noyau. Ce type de désagréments a déjà été observé aussi sur la recharge
aval qui peut également tasser selon les conditions climatiques : c’est la cas, entre autres du
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barrage de Beliche [ALO05] qui a subi des tassements causés par de fortes pluies.
Fig. 1.2 – Fissurations longitudinales observées sur des barrages à noyau central, d’après
[HUN03a].
Afin de réduire les tassements, les enrochements sont arrosés afin de favoriser la fissuration
des blocs les plus détériorés. Les facteurs cités précédemment comme la hauteur de l’ouvrage,
la qualité des matériaux utilisés, le mouillage vont agir principalement sur l’amplitude des tas-
sements observés mais il existe une grande variabilité dans les causes de ces tassements. Hunter
et Fell [HUN03b] dans le cas des CFRD, citent d’autres facteurs qui peuvent être prédominants
dans l’amplitude des tassements comme l’angle de la pente amont du masque, les différences
entre les diverses géométries de zonage des enrochements, le temps du premier remplissage, le
temps à partir duquel se fait le remplissage par rapport à la fin de la construction . . .
Tassements différés :
Les propriétés des roches évoluent généralement dans le temps : elles se déforment sous charge
constante, c’est-à-dire qu’elles fluent. Même si le fluage évolue très lentement, il peut devenir non
négligeable étant donné la durée de vie des ouvrages. La vitesse de fluage dépend de bon nombre
de facteurs comme la température, les contraintes appliquées, le rapport entre les contraintes
appliquées et les contraintes de rupture de roches, le temps d’application des chargement, la
présence d’eau, de gel, etc. Ce fluage, couplé à la fatigue de la roche et/ou des points de contacts
(due aux changements de contraintes liées aus cycles de remplissage et de vidange, aux chan-
gements de conditions climatiques) va générer des tassements de l’ouvrage, qui dans certains
cas, ne semblent pas se stabiliser dans le temps. Au cours du temps, certains blocs instables
vont se réorganiser par glissement ou rotation et d’autres vont se casser ce qui va induire des
réarrangements à l’intérieur de la struture : c’est ce couplage de réarrangements et de ruptures
successives qui est à l’origine des tassements évoluant dans le temps.
La prédiction des tassements à long terme sur les barrages en enrochements a d’abord reposé
sur des méthodes empiriques. C’est à partir de constatations sur ouvrages lors de mesures de
tassements de crête que Sowers et al. [SOW65] ont proposé la formule suivante pour évaluer les
déformations de la crête entre les temps t1 et t2 :
∆ε = α(lg t2 − lg t1) (1.1)
avec α pente de la courbe de tassements, t1 et t2 s’exprimant en jours. Une fois la pente de
la courbe connue, on peut prédire les tassements pour un temps t lointain. Les valeurs de α
calculées pour un échantillon de 14 barrages valent entre 0.2 et 1%. Dans l’analyse de [SOW65],
le facteur le plus influant sur les tassements semble être le type de placement des enrochements
choisi (déversement ou compactage ainsi que présence ou non du mouillage) plutôt que la taille de
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l’ouvrage, la nature de la roche utilisée ou encore le type de barrage (barrage à masque amont ou
à noyau par exemple), d’après [CBIP92]. D’autres relations empiriques de ce type sont proposées,
et en l’occurence on peut citer celle de Parkin [PAR77] qui écrit la vitesse de déformation comme
une loi puissance :
ε˙ = a(t− t0)m (1.2)
où les coefficients a et m sont déterminés de la même façon que dans l’équation (1.1).
Lawton et Lestor [LAW64] analysent les tassements après construction d’une manière diffé-
rente et évaluent les déformations de la crête avec la formule suivante :
ε = 0.1H1/2 (1.3)
où ε est exprimé en % de la hauteur de l’ouvrage H. Cette formule qui exprime les déformations
en fonction de la hauteur de l’ouvrage semble contredire les résultats de [SOW65] qui proposent
que les tassements post-construction dépendent en premier lieu des méthodes de placement des
enrochements. Les auteurs du [CBIP92] suggèrent que les grandes variations dans les ouvrages
analysés par [SOW65] ont certainement masqué l’influence de facteurs importants dans leur ana-
lyse.
Tran [TRA06] a quant à elle mené une étude sur un groupe de 4 barrages en enrochements
à masque amont situés dans les Pyrénées, où les enrochements sont uniquement déversés. En
général les zones qui se déplacent le plus sont en crête, proches de la section centrale. L’étude
montre que la vitesse de tassement a tendance à diminuer lentement alors que la vitesse de
déplacement horizontale (amont-aval) ne présente aucun signe de décroissance. La vitesse de
tassement (<2 mm/an) est inférieure à la vitesse de déplacement horizontal (de l’ordre de 2 à
3 mm/an). Les vitesses de tassements des quatre barrages sont bien corrélées à leurs hauteurs
respectives. Hunter et Fell [HUN03b], à partir d’analyses sur des CFRD, remarquent également
une influence de la hauteur des ouvrages sur les tassements. Ils notent de plus des vitesses de
tassement 10 à 20 fois supérieures pour des barrages à enrochements non compactés par rapport
aux enrochements compactés. Différentes évolutions de tassements de crêtes pour différents types
de barrages en enrochements sont présentés sur la figure 1.3.
Tran [TRA06] a complété son analyse sur les déformations à long terme des barrages des
Pyrénées en étudiant l’effet du climat. Les conclusions révèlent que la variable climatique in-
fluence de façon significative les déformations des barrages à long terme. Les paramètres les plus
importants sont l’indice de gel, le niveau de la retenue, l’eau et la température. L’influence des
paramètres climatiques n’est pas uniforme dans toutes les zones du barrage : elle est plus im-
portante pour les zones proches des surfaces amont et aval. La profondeur estimée dépend de la
nature du matériau rocheux et de l’âge du barrage. L’âge de l’ouvrage semble cependant être de
loin le premier paramètre responsable du déplacement et du tassement des barrages.
Toutes ces constatations sur ouvrages amènent à étudier plus précisément le comportement
mécanique des enrochements afin de modéliser leur comportement de façon précise : c’est le but
de l’étude bibliographique suivante qui va permettre d’en saisir tout d’abord les particularités.
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Fig. 1.3 – Tassements de crêtes pour différents types de barrages en enrochements d’après
[OLD05].
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2.1 Introduction
Dans ce chapitre, nous présentons l’étude du comportement mécanique des enrochements.
La connaissance du comportement de ces matériaux est de grande importance car les charges
existantes dans les recharges en enrochements dues à de fortes hauteurs de matériau et d’eau
sont souvent très importantes et induisent des tassements dans la structure. C’est dans les années
1950 que l’étude du comportement mécanique des enrochements a commencé. Durant les années
60 à 80, les expérimentations de grande ampleur qui ont accompagné cette période exception-
nellement riche en construction de grands ouvrages, ont permis de relever les particularités des
enrochements, mettant ainsi en valeur les phénomènes de ruptures des blocs rocheux au cours de
la sollicitation. Les expériences ont montré que les phénomènes de rupture étaient d’autant plus
intenses en présence d’eau, provoquant ainsi une composante additionnelle de tassement lors de
la mise en eau des barrages à noyau central. Des tassements différés sur ces mêmes recharges
ont également été relevées, et sont également attribuées à la rupture des blocs, qui opère dans le
temps.
Afin d’expliciter correctement ces phénomènes de ruptures de blocs, nous commençons par
étudier le comportement mécanique des roches, sans tenir compte donc de la forme des blocs
rocheux. Nous étudions ensuite les caractéristiques des blocs rocheux, ce qui va nous permettre
d’aborder le comportement mécanique des enrochements et ses particularités de ruptures. Nous
analysons ensuite l’évolution du comportement des enrochements en fonction du temps, toujours
en partant de résultats sur des éprouvettes rocheuses. Pour finir, nous abordons de la même façon
l’évolution du comportement des enrochements en présence d’eau.
2.2 Comportement mécanique des roches : mécanismes de fissu-
ration et de rupture
Les phénomènes de rupture des blocs rocheux expliquent principalement le comportement
des enrochements [BIA97, DOW98, NAK99].
Pour appréhender correctement la modélisation de la fissuration des blocs rocheux, il est né-
cessaire de connaître les différentes étapes menant à la rupture d’un échantillon de roche : il
sera ainsi possible de tenir compte des changements de structure de la roche engendrés par le
chargement. En l’occurence c’est un endommagement progressif de la microstructure qui va se
traduire par la formation de surfaces de rupture. Les principaux mécanismes menant à la rupture
fragile des roches sous compression sont décrits ci-dessous. On distingue plusieurs phases dans
le processus de rupture tout au long des courbes contrainte-déformations axiale, transversale, et
volumique, présentées sur la Figure (2.1).
– Phase 1 : Phase de serrage : cette phase existe pour de faibles niveaux de contraintes.
L’application de la charge provoque une fermeture progressive des pores et micro-fissures
préexistantes du matériau, ce qui provoque une augmentation de la raideur quand les lèvres
de fissures viennent en contact mutuellement. Il est important de noter que cette phase est
présente dans l’essai uniaxial mais très réduite dans les essais triaxiaux où l’on applique
une pression de confinement, qui tend à fermer les micro-fissures.
– Phase 2 : Phase linéaire : cette phase correspond généralement à la phase élastique,
linéaire et réversible de la courbe contrainte-déformation. La majeure partie du processus
de déformation est due à la déformation élastique des grains et des pores. La déformation
volumique y est contractante.
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– Phases 3, 4, 5 : Phases de microfissuration : la phase 3 marque le début d’une phase
d’amorçage et de propagation stable de la microfissuration (phase d’endommagement) ;
l’ouverture des fissures se traduit par une évolution de volume de l’éprouvette. À mesure
que la contrainte augmente, le phénomène de dilatance transversale prend de l’ampleur
(phase 4) jusqu’à certain niveau de contrainte à partir duquel l’augmentation de volume
compense la diminution de volume due à la contraction élastique (phase 5).
– Phase 6 : Propagation instable de microfissuration : à partir du précédent état de
contraintes, toute augmentation de contraintes induit un développement instable et non
contrôlé du réseau fissural, ce qui induit un endommagement croissant de la roche. Ce
seuil correspond au seuil de localisation, qui constitue le véritable point d’amorçage de la
rupture. Les déformations axiales cessent d’être linéaires.
– Phase 7 : Comportement post-pic : il est essentiellement régi par les frottements
mutuels de fragments de roches.
Fig. 2.1 – Principales étapes du processus de rupture dans l’essai de compression uniaxiale et
triaxiale (d’après [HAI95]).
2.3 Caractéristiques générales des blocs rocheux
Les enrochements, comme tout matériau granulaire, possèdent des caractéristiques très va-
riables d’un matériau à un autre, selon la nature de la roche, la provenance géographique et
l’histoire du gisement. Ces paramètres vont avoir une influence sur la géométrie et sur la résis-
tance des blocs lors de l’extraction.
La géométrie des blocs rocheux est l’une des caractéristiques principales des enrochements. Sa
description est de grande importance car elle est intimement liée à l’évolution du milieu granu-
laire sollicité. Cette géométrie va être caractérisée par la dimension des particules, leur forme,
leur état de surface ou angularité.
Cette partie vise à donner quelques définitions de base nécessaires pour caractériser les en-
rochements. Elle ne se veut en aucun cas exhaustive. Pour une description plus exhaustive voir
les travaux de thèse de [DELU04].
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2.3.1 Dimension des blocs rocheux
On trouve de nombreuses références concernant la taille des blocs rocheux aussi bien dans la
littérature scientifique que dans les ouvrages techniques (normes).
Les normes françaises [NBN 11-203, NBN 11-207] définissent trois dimensions caractéristiques
d’un bloc rocheux :
– l= longueur d’une pierre ou d’un bloc (=conventionnellement, la distance entre les deux
plans parallèles les plus éloignés, enserrant la pierre) ;
– e= épaisseur d’une pierre ou d’un bloc (=conventionnellement, la distance entre les deux
plans parallèles les plus rapprochés, enserrant la pierre) ;
– g= grosseur.
Fig. 2.2 – Différentes définitions des dimensions d’un bloc rocheux
D’autres auteurs, comme Marsal [MAR73], définissent les trois dimensions caractéristiques
du bloc de manière sensiblement différente : d1 est la plus grande dimension ou la dimension
principale maximale, d3, la dimension principale mineure, mesurée dans une direction orthogonale
à d1, et d2, la dimension perpendiculaire aux deux autres. Le diamètre moyen est défini comme
la moyenne algébrique de ces trois dimensions caractéristiques :
d =
d1 + d2 + d3
3
(2.1)
On peut noter que la détermination de la granulométrie donne aussi des informations sur la
dimension des particules : la dimension des grains obtenue par tamisage est le diamètre nominal.
Il existe encore d’autres définitions concernant la taille comme le diamètre équivalent, le diamètre
de Feret et l’exodiamètre (voir [CAM01]).
2.3.2 Forme des blocs rocheux
Au niveau qualitatif, la forme peut-être décrite à partir d’abaques comme celui de la figure
(2.3) basés sur la caractérisation de la forme globale des grains (sphéricité) et sur leur angularité
(rondeur).
La littérature nous donne de nombreuses définitions de coefficients permettant de caractériser
la forme des particules. Un des paramètres les plus cités est le coefficient volumétrique C :
C =
Volume de la particule





où la sphère fictive équivalente est la plus petite sphère contenant la particule, de diamètre R.
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Fig. 2.3 – Formes des grains, d’après [CAM01].
Il existe d’autres coefficients définis à partir des caractéristiques de taille définis par la norme
[NBN 11-203, NBN 11-207] précédemment cités :
– Coefficient d’aplatissement : p =
e
g
– Coefficient d’élongation : q =
g
l
– Coefficient des extrêmes ou d’isométrie : r =
l
e






– Indice d’aplatissement Ap =
l + g
2e
Les coefficients q et p peuvent être représentés graphiquement sur les carré des formes (figure
2.4).
Jusqu’à présent il n’existait pas de préconisation d’utilisation d’un coefficient de forme plutôt
qu’un autre. Désormais la dernière version du Rock Manual [RKM06] préconise de calculer les
coefficients suivants pour caractériser la forme d’un bloc rocheux :
– LT = d1/e
qui est le rapport de la longueur maximum pouvant être mesurée sur le bloc rocheux, par
la plus petite dimension e, entre les deux plans parallèles les plus rapprochés, ou encore
diamètre nominal qui correspond au diamètre du trou circulaire minimal que peut traverser
le grain (voir figure 2.2).
– BLc = (M/ρgrain)/leg
qui est un facteur de forme lié à la "rectangularité" des blocs rocheux.
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Fig. 2.4 – Nomenclature des formes de grains
Au niveau de l’angularité des grains, on peut citer l’indice de Nakata [NAK99], où la rondeur est





où A est l’aire projetée de la particule, et P le diamètre de sa projection.
2.3.3 Résistance d’un bloc rocheux et effet d’échelle
La résistance d’un bloc rocheux est couramment mesurée à l’aide de l’essai de compression
diamétrale, encore appelé essai brésilien. Différents travaux ont montré que la rupture d’un
grain dépend de nombreux facteurs comme la taille, la forme, les propriétés du matériau et les
conditions de chargement [TSO99b]. La relation la plus fréquemment citée entre la charge de





Les essais de Lee [LEE92] sur du sable de Leighton Buzzard, sur des calcaires Oolitique et
carbonifère ont montré que la contrainte moyenne de rupture (évaluée à partir de l’équation 2.4)
était proportionnelle à la taille moyenne d des grains telle que :
σr ∝ db (2.5)
où les valeurs de b sont comprises entre -0.420 et -0.343 pour les matériaux testés.
Concernant les forces à la ruptures, les expériences de Marsal [MAR73] ont montré qu’elles
évoluent selon la puissance de la taille moyenne d du bloc telles que :
Fr = η d
λ (2.6)
avec λ < 2.
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Ces dernières relations suggèrent donc que la résistance dépend de la taille du grain testé.
En supposant que la rupture est provoquée par les concentrations de contraintes autour des mi-
crofissurations, une approche probabiliste pourrait fournir une explication de cet effet de taille :
lorsque le volume du grain soumis à un essai augmente, la probabilité de contenir des défauts,
susceptibles d’amorcer une fissure ou même des fissures préexistantes augmente. Ainsi il paraît
logique que la résistance diminue quand la dimension du grain augmente.
Ce raisonnement peut également expliquer la dispersion importante des essais généralement ob-
servée, le défaut générant la rupture pouvant être différent d’un échantillon à un autre.
La théorie de probabilité de rupture la plus utilisée est celle de Weibull ([BERE83] par
exemple). Elle établit une relation entre résistance d’une éprouvette quelconque et son volume,
connaissant la probabilité de rupture. Ainsi la probabilité de survie Ps(V ) d’un échantillon de
volume V soumis à une contrainte σ s’exprime de la façon suivante :








où σ0 est la contrainte de référence, pour laquelle 37% des blocs testés survivent. m représente








Pour expliquer la relation (2.6), Marsal a plus simplement supposé que la taille des défauts est
proportionnelle à la taille du bloc, et que la contrainte nécessaire pour ouvrir une fissure est
proportionnelle à l’inverse de la racine carrée du défaut d’après la théorie de rupture de Griffith.
Ceci lui donne une valeur théorique de λ valant 1.5.
2.4 Comportement mécanique des enrochements
Un enrochement est un milieu granulaire composé de blocs dont la taille peut varier du déci-
mètre au mètre. Les enrochements possèdent certaines propriétés de milieux granulaires comme
les sables, mais certains constats ne sont plus vrais pour les enrochements. Dans le paragraphe
suivant, nous allons rappeler brièvement les principales caractéristiques des enrochements, en les
situant par rapport à celles des sables. Les constats suivants sont inspirés en partie des travaux
de Patrice Anthiniac [ANT99] et de Rémi Deluzarche [DELU04].
2.4.1 Comportement des enrochements sous sollicitation triaxiale
Le comportement des milieu granulaires soumis à une compression triaxiale (figure 2.5) est
généralement marqué par une phase de contractance pour de faibles déviateurs de contraintes
suivie d’une phase de dilatance. Un matériau dense aura une résistance limite élevée (pic de la
courbe de chargement B, figure a), alors qu’un matériau lâche ne présentera pas de pic au niveau
de la courbe de chargement et aura un comportement contractant. Il y a donc une dépendance
du comportement vis à vis de la densité initiale. La rupture dépend également de la pression de
confinement : ainsi un matériau à faible pression de confinement aura un pic bien marqué, alors
que les fortes pressions de confinement auront tendance à faire tendre la courbe de chargement
vers un plateau horizontal.
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Fig. 2.5 – Comportement des matériaux granulaires sous sollicitation triaxiale, d’après
[DELU04].
Une particularité des enrochements est qu’ils se distinguent des milieux granulaires denses :
même denses, ils se comportent comme des matériaux lâches, sans pic de contraintes marqué et
avec une phase de dilatance très réduite.
Pour tout milieu granulaire, quelle que soit la densité initiale de l’échantillon, sous forte défor-
mations, le plateau final est le même (C), défissant ainsi l’état critique (ou état de plasticité
parfaite) et l’angle de frottement critique où le matériau s’écoule à volume constant. La droite
d’état critique dans le plan (e − log(p′)) définit le lieu des points de plasticité parfaite. Cette
droite est aussi appelée Critical State Line en Anglais.
Selon Biarez et Hicher [BIA97], la droite d’état critique des enrochements est courbée. On peut
citer aussi l’existence de l’état caractéristique (A), qui décrit, dans le plan (p′ − q) la transition
entre les domaines contractant et dilatant, définissant ainsi un angle à l’état caractéristique. On
considère souvent que l’angle à l’état critique et à l’état caractéristique sont égaux.
L’enveloppe de rupture (lieu des pics dans le plan (p′ − q)) est une droite, pour les sables,
qui définit le critère de rupture de Mohr-Coulomb (voir figure 2.5.d). Ceci n’est pas vrai pour
les enrochements, le critère de rupture est une courbe qui s’aplatit vers les fortes contraintes (les
déformations au pic sont beaucoup plus importantes que pour un sable).
Le taux de dilatance dépend principalement de la densité et de la contrainte de confinement.
Le taux de dilatance définit par Rowe [ROW62] s’écrit :
D = (1− dǫv/dǫ1) (2.9)
Dans le cas des sables (figure 2.5.b), l’évolution du matériau suit une droite dans le plan
(D−σ1/σ3) et la pente de cette droite vaut tan2(π/4+ψ/2) où ψ est l’angle de friction physique
moyenne, défini par [FRO02]. Dans le cas des enrochements, il existe une courbure dans la courbe
de (contrainte-dilatance) : elle n’est donc plus une droite. En effet, pour les enrochements, le pic
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de contrainte ne correspond pas au taux de dilatance maximum, le pic se produit avant le début
de la dilatance.
2.4.2 Comportement des enrochements sous sollicitation œdométrique
Les milieux granulaires soumis à une sollicitation œdométrique présentent une diminution de
leur compressibilité avec l’augmentation de contrainte : les possibilités de réarrangement dimi-
nuent lorsque la contrainte augmente. Dans le plan (e− log(p′)) le trajet œdométrique tend vers
une droite appelée droite de consolidation isotrope ou droite de compression normale (Normal
Compression Line en Anglais, que l’on notera NCL par la suite). Cette droite est parallèle à la
droite d’état critique. Dans le cas des enrochements, la droite de compressibilité est également
incurvée. Nous détaillerons plus amplement le cas de la sollictation œdométrique lors de l’étude
des ruptures sous chargement œdométrique (voir paragraphe 2.5.3).
2.4.3 Influence des propriétés géométriques des grains
Les propriétés géométriques des grains influent fortement sur le comportement des milieux
granulaires. L’angularité est ainsi considérée comme l’un des paramètres ayant le plus d’influence
sur la résistance au cisaillement du milieu. L’angularité des grains est aussi identifiée pour être
à l’origine de taux de dilatance élevés ([KOL63], cité par [DELU04]).
Frossard [FRO02] quant à lui, explique les différences de résistance au cisaillement et de dilatance
par la variation d’angle de friction physique ψ pour les différents milieux. Frossard note que la
friction physique ψ se décompose en un angle de friction minérale φµ, et un angle de frottement
lié à l’angularité des particules, θM .
La forme des grains est également un paramètre influant sur la résistance au cisaillement. La
façon dont sont arrangées les grains va générer une certaine répartition de l’orientation des
contacts entre grains à l’intérieur de l’échantillon. Une possible anisotropie dans la distribution
des contacts va pouvoir se développer. Cette anisotropie va être d’autant plus marquée que
l’échantillon est préparé par dépôt gravitaire avec des grains de forme allongées. Ainsi Rothen-
burg et Barthust ([ROT92], cité par [DELU04]) mettent en évidence l’influence des paramètres
d’anisotropie sur l’angle de frottement mobilisé, et donc sur la résistance au cisaillement.
2.4.4 Effet d’échelle
Nous avons noté quelques différences dans le comportement mécanique des enrochements et
d’autres milieux granulaires comme les sables. Les enrochements se distinguent des autres milieux
granulaires de part leur taille considérable. Il est important d’étudier si cette différence dans la
taille est responsable des différences observées dans le comportement mécanique.
Les enrochements présentent à faibles contraintes des angles de frottement beaucoup plus élevés
que ceux des sables (55˚contre 45˚). Ces fortes valeurs d’angles de frottement sont considérées
par Habib [HAB85] être un artéfact dû à la faiblesse de l’échantillonnage : dans un échantillon
composé de peu de grains, les plans de glissement apparaissent difficilement. Pour des fortes
contraintes les angles de frottement des enrochements redeviennent similaires à ceux des sables.
Comparons maintenant différents échantillons d’enrochements où le seul paramètre variable est
la taille des grains (pas de différence d’échantillonnage, la taille des grains est proportionnelle à
la taille de l’échantillon). Deluzarche [DELU04] note dans son analyse, que les échantillons les
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plus petits présentent des angles de frottement plus élevés que les plus grands échantillons. Cet
effet d’échelle, différent de celui énoncé précédemment, peut être expliqué par la résistance des
petits grains qui se rompent moins que les gros grains. Ceci peut être appuyé par les travaux de
Marsal [MAR73] (ou encore de Beremin ([BERE]) qui suppose que la taille des défauts est pro-
portionnelle à la taille des grains. De plus, d’après la théorie de rupture de Griffith, la contrainte
nécessaire pour ouvrir une fissure de longueur a est proportionnelle à l’inverse de la racine carrée
de la taille du défaut : la contrainte nécessaire pour rompre les grains les plus petits est donc plus
élevée. Nous verrons dans (2.5.3) qu’il existe d’autres effets opposés à celui-ci pour expliciter la
rupture des grains selon leur taille.
2.5 Rupture des blocs rocheux
Que ce soit à l’intérieur d’une recharge d’enrochements de barrage ou lors d’un quelconque
essai en laboratoire sur des grains, les ruptures ou écrasement de grains sont bien présentes. Pour
de nombreux auteurs [BIA97, DOW98, NAK99] la rupture des blocs est le phénomène le plus
important gouvernant le comportement des enrochements.
Les transformations que subissent les grains lors de sollicitations sont majoritairement de deux
sortes : il s’agit principalement de ruptures d’arêtes (épaufrement) et de ruptures globales de
blocs rocheux. Ainsi ces transformations affectent l’angularité des blocs, en les rendant plus ar-
rondis. Elles affectent également leurs tailles et leurs formes. On peut parler de rupture mineure
de bloc pour ce qui est de l’écrasement, et de rupture majeure lors de ruptures globales des blocs
(minor et major breakage en Anglais), d’après le Rock Manual [RKM06]. Il est généralement
observé que les ruptures mineures affectent la plupart des blocs rocheux. Aux deux types de
ruptures énoncées précédemment, s’ajoutent des phénomènes d’attrition ou abrasion de l’état de
surface des grains, générant une certaine quantité de fines.
Dans les paragraphes suivants, nous allons décrire plus précisemment ces deux types de ruptures,
en indiquant l’évaluation possible de leur part respective dans le phénomène d’écrasement, les
paramètres influençant ces ruptures, ainsi que l’évolution des milieux avec l’écrasement.
2.5.1 Ruptures majeure et mineure
Rupture Majeure : La rupture majeure ou globale de blocs est principalement due à l’exis-
tence de défauts existants à l’intérieur des blocs. Ces défauts sont principalement dûs à l’histoire
et à la nature géologique des massifs rocheux à partir desquels les blocs sont extraits, et aux
techniques d’extraction de ces mêmes blocs. Les différents types de roches ont des propriétés
bien différentes et leur génèse conduit à la formation de défauts variés : plans de foliation, veines
de calcites dans le cas de roches sédimentaires, fissures dues à un refroidissement rapide pour les
roches ignées, etc. À cela s’ajoutent les défauts ou fissures générés lors de l’extraction des blocs.
Ce sera la propagation de ces défauts à travers la masse rocheuse qui va transformer le bloc en
plusieurs fragments.
Rupture Mineure : La rupture mineure fait référence à la rupture ou épaufrement des arêtes
rocheuses. Ce type de rupture intervient assez tôt dans la vie de l’ouvrage : au cours de la
manipulation et du placement des blocs dans les recharges d’enrochements, au cours du passage
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d’engins lors du compactage, ou durant les tassements initiaux de l’ouvrage.
Les fragments générés dans le cas d’épaufrement de blocs présents dans les barrages, sont de
taille limitée (quelques kg), dépendant de la granulométrie initiale [RKM06]. Ce type de rupture
a un effet limité sur la distribution massique ou granulométrique du milieu comparé aux ruptures
majeures. Il contribue cependant à "arrondir" les grains concernées.
(a) Rupture majeure (b) Rupture mineure
Fig. 2.6 – Photographies de blocs affectés par des ruptures majeure et mineure, photos S.Dupray
[RKM06].
Il est possible d’estimer la part de chacun des types de rupture au cours d’un essai, en déter-
minant l’évolution des granulométries avant et après essai. On va ainsi distinguer la granulométrie
finale générée par la rupture majeure, de celle induite par la rupture mineure.
La figure (2.7) présente l’influence des deux types de ruptures et de leurs effets combinés sur la
distribution massique du matériau. IMx,M représente la diminution de masse relative aux rup-
tures majeures et IMx,m représente la diminution de masse relative aux ruptures mineures. La





où x représente la fraction passante (en %), l’indice i dénote l’état initial et l’indice f l’état final
après dégradation.
Il est de même possible de définir IDx la diminution relative du diamètre des grains correspondant
à une certaine fraction passante avant et après la dégradation du matériau. L’approximation sui-
vante log(IMx) ≈ 3log(IDx) d’après [RKM06] permet le passage entre IDx et IMx et inversement.
De manière analogue, les aires δAM et δAm représentent les effets des deux types de rupture.
Le Rock Manual préconise de considérer les ruptures majeures comme productrices de larges
fragments de roches et non de fines. La dégradation ainsi occasionnée va déplacer la courbe de
distribution massique vers les tailles de grains plus petites et diminuer la pente de la courbe
initiale (figure 2.7). A l’inverse, les ruptures mineures vont générer des fines et vont déplacer la
courbe granulométrique vers le haut au niveau où se trouvent les grains les plus légers (début de
la courbe).
On peut citer également l’existence de tests destructifs sur des enrochements. Ces tests
consistent à reproduire un chargement caractéristique auquel l’enrochement sera exposé durant
la vie de l’ouvrage. Ces tests qui déterminent "l’intégrité" du bloc rocheux, consistent à évaluer
la proportion de blocs qui seront affectées par des ruptures majeures.
Il existe plusieurs tests destructifs, nous nous conteterons d’expliquer la procédure du full scale-
splitting test (FSST). Dans ce test un impacteur (masse) est laissé tomber d’une certaine hau-
teur Hd sur un bloc rocheux placé préalablement sur une enclume (voir figure 2.8). On peut ainsi
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Fig. 2.7 – Séparation des effets des ruptures mineure et majeure sur la distribution massique,




































Fig. 2.8 – Full scale-splitting test, d’après le Rock Manual [RKM06].
36 Roches, blocs rocheux, enrochements : Aspects expérimentaux
déterminer le ratio Bn de blocs qui sont affectés par une rupture majeure par rapport au nombre
total de blocs présents dans l’échantillonnage testé. Le ratio Bn est défini comme suit :
Bn =
Nombre de blocs où Lm ≥ 10% après le test







où Lm est la perte de masse, Mi est la masse du bloc avant essai et M∗f est la masse des plus
grands morceaux restants après essai.
Hardin [HAR85] utilise une définition du taux de rupture proche de celle définie par le Rock
Manual. Il définit le taux de rupture total, Bt, par l’aire comprise entre la courbe initiale et la






Br est donc compris entre 0 (pas de ruptures) et 1 (tous les grains ont été réduits à une taille
inférieure à 0.074 mm). En général Br ne dépasse pas 0.3.
Fig. 2.9 – Définition du taux de rupture relative, d’après [HAR85] dans [DELU04].
2.5.2 Facteurs influençant l’écrasement ou la rupture
On a vu que les phénomènes de rupture influaient notablement sur le comportement méca-
nique des enrochements. Un certain nombre de paramètres favorisent ces phénomènes de rupture,
qui augmentent donc avec :
– la taille des grains [MAR69, BAR81, HAR85] : des grains de grande taille ont une proba-
bilité de rupture plus élevée que des grains de petite taille car la probabilité de présence de
défauts y est supérieure (les petits grains ont une plus grande résistance que les gros blocs).
On verra plus loin (paragraphe 2.5.3) qu’il existe des effets qui vont réduire l’influence de
la taille sur la probabilité de à l’intérieur du milieu granulaire, permettant ainsi la rupture
préférentielle des petits grains [DOW98] ;
– l’angularité des grains [BAR81] : celle-ci provoque des zones de concentration de contraintes
élevées au niveau des angles prononcés, ce qui favorise l’amorçage de fissuration ou de
l’écrasement des arêtes ;
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– l’allongement des grains : ce facteur induit également des contraintes locales fortes ;
– le resserrement de la granulométrie [MAR69, MAR73, BAR81, LOR82, KIM95, BIA97] :
il induit une hétérogénéité dans la transmission des efforts durant le chargement. En effet,
si la granulométrie est serrée alors les grains auront un faible nombre de coordination
(nombre de contacts moyen par blocs), ce qui engendrera des zones au niveau des grains
à forte concentration de contraintes et qui favorisera l’initiation de la rupture. À l’inverse
des granulométries étalées permettront une meilleure distribution des efforts (répartition
"isotrope" des efforts intergranulaires) ;
– la diminution de résistance des grains ;
– la présence d’eau : elle provoque un tassement des échantillons placés sous contrainte
constante. La présence d’eau à diverses influences sur le milieu granulaire et sur les grains.
Nous développerons par la suite ce point (voir paragraphe 2.7) ;
– les conditions climatiques : les phénomènes de gel/dégel vont favoriser les ruptures et
propagation de fissures en raison de la variation de volume de l’eau présente dans les pores
des roches dans les zones froides.
L’écrasement dépend peu de la densité de la roche [MAR73, HAR85, KIM95].
Enfin la rupture des grains dépend fortement du chemin de contrainte et augmente avec le
déviateur [FED02]. Les ruptures sont plus importantes lors de chemins de contrainte triaxiale
qu’œdométrique [MAR73]. L’écrasement sous sollicitations isotrope est négligeable [LOR82].
2.5.3 Évolution de la rupture sous chargement (œdométrique) : relation de
compressibilité
Nous avons énuméré les paramètres favorisant la rupture mais nous n’avons pas abordé l’évo-
lution de la rupture au cours du chargement. De nombreux auteurs ont étudié le comportement
des milieux granulaires en relation avec la rupture des grains. Celle-ci est à l’origine de l’aug-
mentation de compressibilité de ces matériaux [BIA97, DOW98, LUZ02]. Coop et Lee ([COO93],
cité par Luzzani et Coop [LUZ02]) ont vérifié que les échantillons d’un même sable de densité
initiale variable tendaient tous vers une unique droite de compression normale (NCL) pour des
contraintes élevées. Des données similaires ont été publiées par Lade et Yamamuro [LAD96],
Pestana et White [PES95] (cités par [LUZ02]) qui définissent la NCL comme une courbe de
compression limite. De nombreux auteurs relient le déclenchement de la rupture dans le milieu
granulaire à la résistance individuelle des grains. McDowell et Bolton [DOW98] proposent que,
dans le cas d’agrégats soumis à un essai de compression uniaxiale, la résistance à la rupture des
grains gouverne la compression normale : la contrainte correspondant au point d’inflexion de la
courbe œdométrique est proportionnelle à la résistance en traction moyenne des grains. Cette
contrainte est appelée contrainte de charge clastique par McDowell et Bolton. Elle sera notée σ0
par la suite. Les déformations générées à partir de cette contrainte sont de nature irréversible,
car dues au déclenchement des ruptures de grains. Bolton et McDowell [DOW96] donnent le nom
de processus clastique à ce phénomène.
McDowell et Bolton [DOW98] prédisent l’évolution de la granulométrie suivant la droite de
compression normale selon une théorie de compression fractale des grains. Dans leur modèle la
granulométrie suit la distribution suivante :
N(L > d) = Ad−D (2.15)
où N(L > d) désigne le nombre de grains de taille L supérieure à d. A est une constante et D
est la dimension fractale de la distribution. Cette description de la granulométrie est limitée par
une taille maximale d0 des grains et une taille minimale ds.
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Dans ce modèle, ce sont les grains de petite taille qui se rompent préférentiellement quand la
contrainte macroscopique augmente. Nous avons déjà vu (paragraphe 2.5.2) que l’augmentation
du nombre de coordination ou de contacts par grain permettait une meilleure distribution locale
des efforts à l’intérieur des grains, ce qui induit une réduction des contraintes de traction à l’inté-
rieur de ces mêmes grains [JAE67], cité par [DOW98]. Les grains les plus grands auront donc un
nombre de coordination plus élevé car entourés de plusieurs grains de petites tailles : ils auront
donc une probabilité moins grande de se rompre par rapport aux petits grains. Cependant, nous
avons vu aussi (voir paragraphe 2.4.4) que les grains les plus petits étaient les plus résistants car
la taille des défauts et leur nombre sont proportionnels à la taille des grains. Ces deux phéno-
mènes ont donc des effets opposés. McDowell et Bolton remarquent que si les plus gros grains se
rompaient préférentiellement, le milieu serait constitué après ruptures par une matrice uniforme
de grains fins, ce qui n’est pas justifié au niveau de la littérature. Le nombre de coordination a
donc un effet dominant sur la taille des grains dans la détermination de la probabilité de rupture
des grains.
Ce sont donc les grains les plus petits qui se rompent préférentiellement et évoluent par frag-
mentations successives.
L’évolution de la géométrie des grains est ensuite reliée à l’évolution des NCL dans l’équation
2.18. Celles-ci sont linéaires dans le plan (e−logσ), où σ est la contrainte verticale macroscopique
appliquée.
En faisant l’hypothèse que les ruptures sont dues à des défauts de Griffith de taille proportion-
nelle à la taille des grains, l’évolution de ds est reliée à la contrainte macroscopique appliquée σ,





d0 ∝ KIc (2.16)
avec KIc la tenacité du matériau en traction (mode I). Nous aborderons par la suite plus en
détails ce sujet.
D’autre part, on introduit un terme de création d’énergie de surface lié aux ruptures dans un





avec Γ l’énergie spécifique par unité de surface, dS est l’accroissement de surface lié à la rupture
des grains, et Vs est le volume solide des grains.
En utilisant βs et βv des facteurs de forme nécessaires pour relier la surface et le volume des
grains à leur dimension et en utilisant la relation d’effet d’échelle sur la résistance des grains
(équation 2.16), ainsi que la proportionnalité à la contrainte moyenne macroscopique, McDowell
et Bolton proposent une loi reliant l’indice des vides et la contrainte appliquée :










avec µ qui est une fonction qui dépend uniquement de l’angle interne de friction (elle vaut par
exemple, 0.4 pour φ = 20˚). Le terme entre parenthèse représente la pente de la courbe de




Ainsi la pente de la courbe œdométrique est clairement reliée à la résistance des grains. Ce phé-
nomène décrit par l’équation reliant la compressibilité du milieu granulaire avec la contrainte
moyenne dans le milieu est appelé clastic hardening par McDowell et Bolton par anologie avec
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l’expression plastic hardening plus utilisée.
L’évolution de la granulométrie selon une distribution fractale proposée par McDowell et Bol-
ton ne décrit donc aucune stabilité dans les phénomènes de ruptures successives. Luzzani et Coop
[LUZ02] cherchent à vérifier si, pour de larges déformations, un état stable dans la granulométrie
peut être obtenu. Dans la gamme des déformations atteintes, sur des essais de cisaillement sur
du sable, les résultats n’ont montré aucune stabilité dans les phénomènes de rupture de grains,
et donc une évolution continue du volume des échantillons (puisque la compressibilité du milieu
est reliée à la rupture de grains).
Nous avons traité ici l’évolution de la rupture sous chargement œdométrique car c’est ce type
d’essais que nous modéliserons principalement. Pour une description de la rupture sous charge-
ment triaxial, on renvoit aux travaux de R.Reluzarche [DELU04].
2.6 Comportement à long terme des roches
2.6.1 Introduction
Le comportement des roches évolue dans le temps. C’est cette évolution dans le temps qui va
être responsable de la dégradation observée sur les blocs rocheux des barrages en enrochements.
Cette évolution dans le temps dépend d’un certain nombre de facteurs : chargement exercé sur la
roche, nature de la roche, degré d’altération du matériau (composition minéralogique, proportion
de défauts, etc.), nature du milieu environnant. Ainsi, on peut définir une résistance à long terme
et à court terme des roches. Les essais traditionnels de fluage permettent d’évaluer l’évolution
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Fig. 2.10 – Evolution de la déformation dans le temps
On distingue ainsi généralement plusieurs phases dans l’évolution de la déformation :
– une première phase dite de fluage "primaire" : c’est une phase où le fluage est limité et où
le taux de déformation diminue dans le temps ;
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– une seconde phase dite de fluage "secondaire" : la vitesse de déformation y est constante
ou quasi-constante ;
– une dernière phase dite de fluage "tertiaire" : dans cette phase la déformation s’accélère
pour devenir ensuite instable, provoquant ainsi la rupture de l’échantillon.
Notons que le comportement de la roche n’est pas obligatoirement composé de ces trois phases :
la roche ne peut se déformer dans le temps uniquement de façon limitée et donc fluer de manière
asymptotique, ou encore la déformation peut évoluer de façon accélérée dès le début jusqu’à la
fin de l’essai.
Ces différences dans l’évolution de la déformation sont visibles, par exemple, dans les essais
de compression uniaxiale de roches granitiques de Genevois et Prestininzi [GEN79] : quand la
contrainte de fluage est proche de la contrainte à la rupture, la déformation évolue de façon accé-
lérée jusqu’à la rupture de l’échantillon, par contre quand la contrainte de fluage est plus faible,
le taux de déformation est constant puis la déformation n’évolue plus (fluage asymptotique).
Nous pouvons souligner également que l’existence des essais de relaxation (ici la déformation
est fixée mais la force peut évoluer) qui permettent de caractériser une évolution dans le temps
des efforts à l’intérieur du matériau testés. Ces tests permettent de définir la contrainte limite la
plus basse qui peut générer des déformations de fluage.
2.6.2 Paramètres influençant le comportement à long terme
2.6.2.1 Vitesse de sollicitation
L’influence de la vitesse de sollicitation sur la résistance des roches peut être évaluée à travers
des essais de compression simple et de compression triaxiale. Le choix de la vitesse de sollici-
tation pour déterminer la résistance à la rupture de la roche est d’une grande importance car
il sera possible de définir, selon la vitesse de sollicitation, une résistance à court terme et une
résistance à long terme. Ainsi Tran [TRA06] propose de définir la résistance à court terme pour
des vitesses de l’ordre de 10−2 m/s et la résistance à long terme pour des vitesses de l’ordre de
10−7 m/s. Tran précise, selon les travaux de Laigle [LAI04], la définition de la résistance à long
terme comme étant le seuil limite en contrainte en dessous duquel le comportement du matériau
se stabilise et n’évolue plus.
L’étude bibliographique montre que plus les échantillons de roches sont sollicités rapidement,
plus la résistance à la rupture est élevée.
Dans le cas de la compression simple sur des échantillons de grès, Li et Xia [LI00] mesurent une
augmentation de la contrainte à la rupture de 23 % en passant d’une vitesse de déformation
ε˙ =10−6 s−1 à 10−2 s−1. Une augmentation similaire (23 %, soit un rapport entre résistance à
court terme et résistance à long terme de 0.81) est observée par Mahmutoglu [MAHM06] dans
le cas tests sur du marbre Mugla pour des vitesses de déformation comprises entre ε˙ =2.10−5
s−1 et 5.10−7 s−1. Tran [TRA06] rapporte, d’après les essais de Peng et Podniek [PEN72] sur
du matériau "tuff", à plusieurs vitesses de chargement, que le rapport entre résistance à court
terme et résistance à long terme est de 0.662.
Li et Xia [LI00] proposent, à partir de leurs essais sur du grès, la loi expérimentale suivante
reliant la vitesse de déformation axiale à la contrainte à la rupture :
σc = A+B arctan(log(ε˙) + C) (2.20)
où A, B et C sont des constantes obtenues par calage sur les points expérimentaux.
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D’autres relations entre la vitesse de déformation axiale et la contrainte à la rupture sont propo-
sées. En l’occurence Tran [TRA06] cite la loi proposée par Sahli [SAH90], qui est de la forme :
σc = A log(ε˙) +B (2.21)
où A et B sont des constantes obtenues sur des essais de compression uniaxiale sur de la marne
gréseuse.
Cette évolution de la contrainte à la rupture en fonction du logarithme de la vitesse de dé-
formation est retrouvée dans les essais triaxiaux de Masuda [MAS01]. Pour différentes pressions
de confinement (0.1, 50, 100 et 200 MPa), et pour des états secs ou saturés, Masuda retrouve
la relation σc = A log(ε˙) + B, sur des échantillons de granite et d’andésite pour des vitesses de
déformation allant de 10−4 s−1 à 10−8 s−1. Les essais de Masuda [MAS01] mettent en évidence
l’influence de la vitesse de sollicitation qui est plus marquée pour les valeurs les plus élevées de
la pression de confinement.
2.6.2.2 Degré d’altération de la roche
Genevois et Prestininzi [GEN79] évaluent l’influence du degré d’altération de la roche sur la
résistance à la rupture à partir d’essais de compression uniaxiale avec fluage sur des échantillons
de roches granitiques. Le degré d’altération Ia défini par [GEN79] est exprimé par le rapport :
Ia =
quantité de feldspaths altérés
feldspaths totals
(2.22)
Les essais révèlent une diminution de la contrainte à la rupture avec le degré d’altération.
2.6.2.3 Pression de confinement
Il existe peu de bibliographie concernant l’influence de la pression de confinement sur les
déformations de fluage.
Les essais menés par Maranini et Brignoli [MARA99] sur un calcaire provenant du sud de l’Italie
(Pietra Leccese), montrent que les déformations de fluage augmentent avec la pression de confine-
ment. Pour une pression de confinement comprise entre 0 et 10 MPa, les échantillons révèlent une
évolution significative du comportement du matériau dans le temps pour de fortes contraintes
déviatoriques (i.e près de la rupture). Pour des pressions de confinement plus élevées (entre 15 et
30 MPa), les déformations de fluage sont significatives cette fois-ci dès le début des essais, donc
pour de faibles déviateurs. Ces essais sont menés durant une centaine d’heures. Ajoutons que la
contrainte à la rupture est réduite par rapport à des essais triaxiaux menés à court terme : pour
une pression de confinement σ3 = 30 MPa, la contrainte de rupture diminue de 50 % alors que
la déformation axiale est 5 à 10 fois plus grande.
Tran [TRA06] rapporte à ce sujet, les résultats d’essais de fluage menés par Schmidtke et Lajtaï
[SCH78], sur du Granite du Lac du Bonnet (Canada) pour des pressions de confinement com-
prises entre 95 et 105 MPa : le rapport entre la valeur à long terme et à court terme est compris
entre 0.475 et 0.545, ce qui est comparable aux essais de Maranini et Brignoli [MARA99]. Ajou-
tons pour compléter, que le rapport de la résistance à la rupture en compression simple entre un
essai à long terme et à court terme mesuré par [SCH78] est égal à 0.62.
D’après les essais de Kranz [KRA80] menés sur du granite (nommé Barre Granite) pour
différentes pressions de confinement (cités par Amitrano [AMI06]), il semblerait que le temps à la
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rupture augmente avec la pression de confinement. On pourrait expliquer ce phénomène par le fait
que la pression de confinement a tendance à fermer les micro-fissures présentes dans l’échantillon.
Ce propos peut être appuyé par les travaux de Golshani et al. [GOL06] qui soulignent que les
mécanismes de rupture changent selon la valeur de la pression de confinement appliquée, d’après
les travaux de Scholtz [SCHO68], Horii et Nemat-Nasser [HOR86], Oda et al. [ODA02] etc. Ces
derniers ont de plus remarqué que la rupture dans des essais de compression simple (à court
terme) survenait à des densités de micro-fissures inférieures à celles des essais triaxiaux.
Enfin, d’après les travaux de Schmidtke et Lajtaï [SCH78], Tran [TRA06] évoque la relation
entre le niveau de chargement σSL et le temps à la rupture tf (en secondes) :
ln(σSL) = 1.50− 0.023 ln(tf ) (2.23)
avec σSL = 100σ/σc, où σ est la contrainte appliquée et σc est la résistance à la compression
simple. Il semblerait donc que plus la contrainte appliquée est élevée (et donc plus le rapport
σ/σc est grand), plus le temps à la rupture est petit.
2.6.2.4 Bilan
L’étude bibliographique a montré que plus les échantillons de roches sont sollicités rapide-
ment, plus la résistance à la rupture est élevée. D’autre part, on peut remarquer que le rapport
de la résistance à court terme et la résistance à long terme est variable selon la nature de la roche
et son degré d’altération (mais dans tous les cas, la résistance à long terme est inférieure à la
résistance à court terme).
Pour ce qui est de l’influence de la pression de confinement, il semblerait que les déformations ap-
paraissent plus tôt lorsque la pression de confinement est élevée, cependant la rupture semblerait
arriver plus tard, plus la pression de confinement est élevée (la pression de confinement aurait
tendance à fermer les microfissures). Enfin, il semble que les déformations d’un échantillon dé-
pendent surtout du rapport entre la contrainte appliquée et la résistance à la compression simple
de la roche.
2.6.3 Comportement à long terme des matériaux granulaires
Peu d’essais expérimentaux ont été réalisés en vue d’étudier le comportement à long terme
des enrochements. Par contre le comportement à long terme de milieux granulaires comme le
sable a été plus largement étudié (par exemple [DPR96, LAD97, DPR00]). Dans l’ingénierie
géotechnique les problèmes de tassements sur ouvrages en terre (fondations, remblais) sont bien
connus et l’estimation des tassements de fluage sont l’objet de nombreuses recherches depuis les
années 1940 : [TAY40, BJE67, BER72, LADD77, LER85, YIN96] cités par [YIN99]. Beaucoup de
travaux utilisent une fonction logarithmique pour modéliser les tassements de fluage (ou indice
des vides). Ainsi d’après Nash et Ryde [NAS01] la variation de l’indice des vides au cours du
fluage (pour des contraintes effectives constantes) est usuellement décrite par la loi suivante :
∆e = Cα∆log t (2.24)
avec e l’indice des vides, Cα le coefficient de consolidation secondaire. McDowell et Khan [DOW03]
écrivent cette relation un peu différemment, selon [LAD98], qui exprime les déformations de fluage
proportionnelle au logarithme du temps :
ε = C log t/t0, (2.25)
avec t0 le temps à partir duquel les déformations de fluage sont mesurées. McDowell et Khan
[DOW03] ont voulu vérifier l’évolution des tassements en fonction du temps. Afin d’expliciter
2.6 Comportement à long terme des roches 43
le comportement à long terme des matériaux granulaires les auteurs ont utilisé des pâtes ali-
mentaires1. Ils justifient l’usage de ce matériau au vu des essais œdométriques de McDowell et
Humphreys [DOW02], qui ont montré que les cornflakes, rice krispies, pâtes et sable présentaient
un comportement essentiellement identique. McDowell et Khan [DOW03] ont choisi d’utiliser ce
type de pâtes comme matériau modèle, de surcroît car elles présentent un indice des vides interne
élevé, ce qui induit des déformations de fluage significatives, et pour des temps d’essais faibles
(24 heures).
Les résultats montent que les tassements observés sous chargement constant sont proportion-
nels au logarithme du temps. Des essais menés sur du sable mais pour des chargements supérieurs
montrent la même tendance. Les auteurs vérifient que les déformations observées sur les pâtes
sont dues à des ruptures du matériau, ce qui justifie l’utilisation de ce matériau modèle.
McDowell et Humphreys [DOW02] proposent un modèle micromécanique afin de tenir compte
de ces constatations : pour cela ils reprennent les travaux de McDowell et Bolton [DOW98] sur
les fragmentations successives des particules les plus petites lorsque la contrainte augmente au
cours d’un essai œdométrique. McDowell et Bolton [DOW98] ont montré l’existence d’une droite
de compression (ou NCL, voir Eq.2.18) décrite par :
e = ec − λ ln(σ/σc) (2.26)
avec e l’indice des vides, σc une contrainte appartenant à la NCL et ec l’indice des vides corres-
pondant à la contrainte σc. λ est la pente de la droite de compression.
D’après [DOW98], la contrainte appliquée σc est proportionnelle à la résistance moyenne σs des
plus petits grains :
σc = k σs. (2.27)
Enfin, McDowell et Humphreys [DOW02] utilisent les résultats établis dans la littérature sur les
céramiques, qui montrent que la résistance de ce matériau dépend du temps. Ainsi si σs0 est la
résistance mesurée au temps t = t0, alors la résistance σs après un temps t vaut :
σs = σs0(t0/t)
1/n, (2.28)
où n est un exposant illustrant la vitesse de fissuration. En combinant les équations (2.27) et
(2.28) dans (2.26), on obtient :






















La variation de l’indice des vides est ici proportionnelle au logarithme du temps.
Oldecop et Alonso [OLD02] ont quant à eux, étudié l’effet du temps sur la déformation des
enrochements pour différentes humidités. Pour cela, ils sont laissé fluer des échantillons œdomé-
triques pour différentes contraintes. Le résultat émanant de ces essais est que les déformations
suivent également une relation linéaire selon le logarithme du temps (après 10 minutes de char-
gement). Ces droites sont appelées par Oldecop et Alonso droites de fluage normales ou Normal
Creep Lines (NCRL). Chaque NCRL est unique pour chaque paire de valeurs contrainte-humidité.
1Il s’agirait vraisemblablement de pâtes en forme de coquillage nommées "conchiglie".
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Il faut noter que chaque essai ne dure que 16h environ.
Ces deux types d’expérimentations sembleraient aller donc dans le même sens : les défor-
mations de fluage observées pour les milieux granulaires sont proportionnelles au logarithme
du temps. Mais on peut se demander comment évoluent les tassements des temps supérieurs :
suivent ils toujours une loi en logarithme ou une autre loi ?
À l’inverse les travaux de Yin [YIN99] citent des expérimentations menées par Berre et
Iversen [BER72] et par Leroueil et al. [LER85] (sur des matériaux argileux et sableux) où la
pente de la courbe donnée par l’équation (2.24) décroît dans le temps, ce qui signifie donc que
la vitesse des tassements diminueraient dans le temps. Yin [YIN99] souligne que l’usage de cette
équation n’est pas correcte pour des temps infinis car elle prédit des tassements ou déformations
infinis, qui ne correspondent pas aux résultats expérimentaux auxquels il fait référence. Cette
relation si souvent utilisée surestimerait donc les tassements de fluage. Yin propose une relation









où ∆ε est la variation de déformation de fluage, et t le temps de fluage correspondant à un
incrément de fluage ∆ε. Les quantités ψ
′
0, t0 et ∆ε1 sont des constantes. Les matériaux étudiés
par Yin sont des dépôts marins composées d’argile, limon, et sable. On peut se demander si cette
relation reste valable pour un milieu totalement sableux et sans éléments cohésifs.
Au vu de ces résultats contradictoires, il est difficile de se prononcer sur l’évolution des dé-
formations de fluage de milieux granulaires. Le manque de données dû au faible nombre d’essais,
et les plages de temps testées relativement courtes, ne nous permettent pas de conclure sur la
forme de l’évolution des déformations de fluage : il faudrait disposer d’autres données de fluage
sur des durées plus longues.
2.6.4 Évolution du coefficient de frottement local sur le long terme
On étudie ici principalement les travaux de [CAM74] qui ont évalué le coefficient de frottement
local de plusieurs roches et dans différentes conditions. On note que le coefficient de frottement
local évolue de manière differente selon la nature de la roche d’après les expérimentations de
Cambou [CAM74]. Les essais ont été réalisés sur cinq types de roches de duretés et de compo-
sitions minéralogiques différentes, provenant de matériaux de barrages principalement : Basalte
de San Francisco (USA), Diorite du barrage ’El Infiernillo’ (Mexique), Gneiss du barrage ’Mica’
(Canada), Metagrauwacke du barrage ’Chivor’ (Colombie), Calcaire du barrage ’La Angostura’
(Mexique).
Sans considérer encore l’évolution sur le long terme on notera tout d’abord une différence de
comportement au cours du frottement selon la dureté de la roche d’après [CAM74]. Les essais
sont effectués sur des surfaces planes de roches pour des forces normales petites (comprises entre
10 et 140 N). Cambou note que les roches les plus homogènes (calcaire, basalte) ont un coefficient
de frottement un peu plus élevé que celui des les autres roches (gneiss, metagrauwacke, diorite) :
µ = 0.55 contre 0.46. Ces dernières, qui sont en sorte des agglomérats, paraissent à l’œil nu
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plus hétérogènes. Cambou suggère que les joints entre les différents minéraux, qui représentent
certainement des zones faibles, se fracturent ou se cisaillent plus facilement. Ces zones n’existant
pas dans le calcaire ou la basalte, leur coefficient y est donc supérieur. Au cours des essais de
frottement Cambou note une différence de comportement également selon la dureté de la roche :
– les zones de contact entre deux surfaces planes de roches dures se polissent ;
– les zones de contact entre deux surfaces planes de roches peu dures se rayent si la force
normale appliquée est assez importante.
Le coefficient de frottement augmente après altération dans le cas des roches homogènes (µ =
0.55→ 0.80). Il évolue de façon moins significative pour les roches hétérogènes (légère augmen-
tation ou quasi-constance observée).
Les divers essais réalisés par [CAM74] ont montré que l’histoire des surfaces en contact a une
influence très importante sur la valeur du coefficient de frottement. Suivant que la roche est plus
ou moins dure et suivant l’état de surface, il se produit, aux points de contact différents types
d’altérations au cours de l’essai de frottement. Les phénomènes qui paraissent prépondérants au
cours du frottement sont les suivants :
– le cisaillement du matériau au sommet des aspérités en contact (il se produit en général
dans le cas de roches tendres) ;
– la fracturation à la base des aspérités en contact (elle se produit en général pour des surfaces
planes non polies de roches dures) ;
– l’arrachement important de matière aux points de contact (il se produit pour des surfaces
rugueuses de roches quelle que soit leur dureté).
Ainsi Cambou montre que le coefficient de frottement dépend notablement de l’altération des
surfaces de contact, et en particulier il augmente avec le nombre d’essais réalisés en un même
point.
Concernant le comportement à long terme, et donc en tenant compte de l’altération des
roches, nous pouvons retenir que pour certaines roches (calcaire, basalte) le coefficient de frot-
tement au niveau de la surface de contact augmente considérablement à cause de l’altération.
Dans le cas de roches tendres pour lesquelles le frottement se traduit par le cisaillement au som-
met des aspérités (comme le gneiss ou la diorite), les expériences ont révélé que le coefficient
de frottement ne dépend pratiquement pas de l’état de surface initial, l’altération des joints de
contact ne provoque pratiquement pas de changement du coefficient de frottement. Le coefficient
de frottement local n’étant que très peu influencé par l’altération pour ces roches, nous pouvons
considérer alors que le coefficient de frottement ne change pas au cours du temps.
Concernant l’influence du chargement, Tran [TRA06] rapporte que le coefficient de frottement
est généralement constant ou s’accroît avec le chargement. Cambou [CAM74] vérifie également
que le chargement a une influence sur l’altération des surfaces en contact. Les travaux de Byer-
lee [BYE78] montrent que pour des contraintes normales faibles, le coefficient de frottement est
fortement dépendant de la rugosité de surface, alors que pour des contraintes normales élevées,
cet effet est diminué et la friction est presque indépendante de la nature de la roche.
Dans son étude bibliographique, Tran met également l’accent sur la dépendance du comporte-
ment du contact en fonction du temps [DIE72, HAN72, WAV73, VUT78]. D’après les résultats
expérimentaux de [HAN72] et [DIE72] Tran rapporte que le résidu ultime de l’angle de frotte-
ment est plus grand à long terme qu’à court terme.
Les études et expérimentations sur le coefficient de frottement sont délicates : Byerlee souligne
à ce propos [BYE78] que pour des contraintes normales faibles, la valeur de la force tangentielle
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requise pour générer le glissement d’une roche sur une autre varie largement selon les expéri-
mentations publiées dans la littérature. On retiendra cependant que le coefficient de frottement
et son évolution en fonction du temps varient selon la roche testée et la nature des surfaces en
contact. Le coefficient de frottement peut augmenter ou rester constant dans le temps selon la
nature de la roche d’après [CAM74] car les débris générés peuvent être comprimés entre les deux
surfaces en contact, mais qu’également il peut diminuer dans le cas où les débris de matière gé-
nérés, plutôt résistants, vont s’avèrer jouer le rôle de rouleaux, ce qui va favoriser les glissements.
Il est clair que ces différents phénomènes vont cohabiter, dans certaines conditions ils pourront
se compenser ou dans d’autres conditions, l’un va prendre le dessus sur l’autre.
2.6.5 Propagation subcritique de la fissuration
Nous allons clore cette partie consacrée au comportement à long terme en introduisant le
concept de propagation subcritique de la fissuration. La propagation de la fissuration peut se faire
en effet à des vitesses relativements lentes, générant des déformations progressives du matériau.
2.6.5.1 Notions sur les conditions de propagation des fissures
L’étude des conditions des propagations de fissure peut se faire selon deux approches, basées
l’une sur l’analyse des champs de contraintes, l’autre sur l’énergie potentielle de la structure
fissurée. Nous allons ici évoquer brièvement quelques notions permettant de comprendre les
phénomènes de base dans la propagation de la fissuration.
Approche locale de la rupture
La mécanique de la rupture est basée sur le fait que dans un corps, au voisinage d’un défaut ou
fissure, de fortes concentrations locales de contraintes et de déformations réduisent la résistance
du corps. Ceci car la présence de fissures induit une singularité des contraintes en pointe de fissure.
Les fissures sont caratérisées par un facteur d’intensité de contrainte noté K. Il mesure la sévérité
de la singularité des contraintes en pointe de fissure, dépendent du chargement appliqué ainsi
que de la géométrie de la structure de l’échantillon fissuré (dimension de l’échantillon, longueur
de la fissure). La relation entre la contrainte moyenne σ, le facteur d’intensité de contrainte K




avec σ = F/S, (F étant la force totale exercée sur le corps et S l’aire de la section dans le plan
du défaut) et a la demi longueur de fissure. Notons que la relation (2.32) n’est valable qu’en 2D
et pour un milieu infini. C’est Irwin [IRW58] qui propose un critère qui porte sur les facteurs
d’intensité de contrainte. En mode I (mode considéré comme le mode le plus important en mé-
canique de la rupture), l’auteur postule qu’il existe une valeur critique de KI , appelée tenacité
et notée KIC , telle que si KI < KIC , la fissure ne puisse pas se propager, tandis que si KI
atteint cette valeur, elle puisse le faire. KIC est supposé être une caractéristique du matériau
indépendante de la géométrie de l’échantillon testée.
Approche énergétique de la rupture fragile
Griffith, quant à lui a étudié la propagation des fissures en terme d’énergie. Il a émis l’hypothèse
que la rupture est consommatrice d’énergie proportionnelle à l’aire créée. Cette énergie est ap-
pelée énergie de surface γ (notée Γ dans l’équation 2.18). Elle est admise comme caractéristique
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du matériau. L’énergie consommée lors de la rupture est d’origine diverse : il peut s’agir princi-
palement d’énergie nécessaire à la décohésion atomique ou à la relaxation du réseau cristallin.
Le critère de propagation s’écrit :
G > Gc = 2γ. (2.33)
G est appelé taux de restitution d’énergie ou énergie d’avancement de la fissure et Gc
est l’énergie critique d’avancement de fissure.
2.6.5.2 Propagation subcritique
Ce sont de nombreuses études sur les métaux qui ont permis de montrer que les fissures évo-
luent bien avant d’atteindre la condition de propagation décrite dans les paragraphes précédents.
Les fissures peuvent ainsi se propager pour des valeurs de KI < KIC ou de G < Gc = 2γ. Cette
propagation est dite subcritique (Atkinson et Meredith [ATK87], Costin [COS87]). L’évolution se
fait alors à des vitesses relativement lentes (de 10−1 à 10−9 m/s) et est supposée être à l’origine
de l’évolution du taux de déformation dans le temps pour beaucoup de matériaux [SWA84].
Le taux d’extension subcritique de la fissure est en général relié à KI sous forme de loi puissance :
ν = A1KI
n (2.34)
ou de loi exponentielle :
ν = A2 exp(b2KI) (2.35)
d’après Wiederhorn et Boltz [WIE70] où A, b, et n sont des constantes empiriques. Le taux
d’extension subcritique de la fissure peut également être exprimé en fonction du taux d’énergie
libérée G1 (G1 proportionnel à KI2) d’après Lockner [LOC93] :
ν = A3 exp(b3GI) (2.36)
où A3 et b3 sont des constantes empiriques. Cette propagation subcritique est principalement
déclenchée par la présence de fissures ou micro-fissures préexistantes [NAR06] et par la nature
du milieu environnant. Nous verrons par la suite que cette dépendance au milieu environnant est
essentielle pour expliciter les tassements observés sur les barrages en enrochements sous charge
constante.
2.7 Influence de l’eau sur le comportement des roches et des en-
rochements
Les tassements importants observés sur les recharges en enrochements lors du remplissage de
barrages ont amené des interrogations sur l’influence de l’eau sur le comportement mécanique
des enrochements. Le phénomène d’effondrement sous mouillage a été alors mis en évidence :
ce phénomène consiste en une diminution du volume du milieu granulaire sous charge constante
suite à l’addition d’eau.
Les essais permettant de comprendre les phénomènes d’effondrement sous mouillage sont de
deux types : chemin œdométrique avec saturation sous charge constante et chemin triaxial avec
saturation sous déformation constante [VEI83, FRA82, NOB72, JUS91, ANT99].
– Les essais œdométriques mettent en évidence les effets de l’eau sur la compressibilité du
matériau. Ces essais montrent un tassement de l’échantillon lors de la saturation sous
sollicitation constante et une compressibilité du matériau plus importante que celle du
matériau sec ;
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– Les essais triaxiaux mettent en évidence les effets de l’eau sur la rupture du matériau. Les
essais montrent une chute du déviateur des contraintes lors de la saturation de l’échantillon
sous déformation constante.
Les phases de consolidation isotrope des essais triaxiaux montrent que l’influence de l’eau est
nulle sous ce type de sollicitation [VEI83].
Afin d’expliciter correctement ce phénomène, il est nécessaire de revenir en premier lieu à l’échelle
de la roche, sur des essais menés sur des éprouvettes régulières, et donc où la forme n’a pas d’in-
fluence sur le comportement. Les deux paragraphes suivants sont étroitement liés : on présente
d’abord les principaux résultats de différentes expériences sur des éprouvettes rocheuses dn pré-
sence d’eau (paragraphe 2.7.1) pour ainsi aborder une des principales explications donnée dans la
littérature pour expliciter ce comportement (paragraphe 2.7.2). Nous passons ensuite à l’échelle
du tas de grains en évaluant l’influence de l’eau sur le coefficient de frottement local pour enfin
parvenir à expliciter le phénomène de contraction sous mouillage.
2.7.1 Influence de l’eau sur la résistance des roches
Une invasion d’eau à l’intérieur de la roche affecte sa résistance à travers deux mécanismes
de nature différente : effets mécaniques et physico-chimiques.
Le comportement mécanique macroscopique des roches depend des propriétés mécaniques de
la matrice équivalente, qui peut être composée de plusieurs phases : liquide, solide et gazeuse.
D’un point de vue mécanique, lorsque de l’eau est présente dans les pores des roches, celle-ci
génère des forces de tension capillaire proportionnelles à la courbure des ménisques. Quand la
teneur en eau est faible, l’eau n’inonde pas complètement les pores et la courbure du ménisque
est prononcée. Les forces de tension capillaire sont donc élevées et permettent de soulager une
partie des contraintes. Par contre quand le milieu est complètement saturé, les forces de tension
superficielle diminuent et sont trop faibles pour avoir un effet significatif, ce qui provoque une
diminution de la résistance de la matrice solide, comme le soulignent Xie et Shao [XIE06]. Ce
mécanisme d’effondrement des pores lorsque les forces de tensions capillaires sont trop faibles
génère une compaction instantanée de la matrice d’après les expériences de Xie et Shao [XIE06],
sur les craies très poreuses. Il est intuitif de penser que ce phénomène est d’autant plus prononcé
que la roche est poreuse. Le phénomène de serrage capillaire énoncé ici représenterait donc
l’effet mécanique associé à l’action de l’eau dans les micro-fissures.
L’influence de l’eau sur la résistance à la rupture a été étudiée par plusieurs auteurs : Talesnick
et al. [TAL01] ont réalisé de essais de compression et de traction radiale sur des échantillons de
craie Marasha très poreuse (figure 2.11), Collin et al. [COL02] ont également mené des essais de
compression sur des échantillons de craie Lixhe aussi très poreuse (porosité ≈ 40%). Les essais
montrent une diminution d’environ 50 % de la résistance à la compression des roches lorsqu’elles
sont totalement saturées. La pente de la courbe (σ −w) est fortement marquée pour les teneurs
en eau faibles, signe que c’est pour de faibles teneurs en eau que la résistance diminue le plus :
dans les essais de Talesnick et al. [TAL01] on observe une baisse de résistance de l’ordre de 20 %
pour des teneurs en eau de 5 %. Nous pouvons également noter que la résistance à la traction suit
la même évolution que la diminution de la résistance à la compression (courbure marquée pour
de faibles teneurs en eau) mais cette diminution, en pourcentage semble plus élevée. Talesnick et
al [TAL01] remarquent de la même manière une diminution nette du module d’élasticité E pour
de faibles teneurs en eau.
La diminution de la résistance des roches en condition saturée par rapport à la résistance
2.7 Influence de l’eau sur le comportement des roches et des enrochements 49
Fig. 2.11 – Résistance de la craie Marasha en fonction de la teneur en eau, d’après [TAL01].
en condition sèche est soulignée également par les travaux de [BRO79, GOU91, BEC04,etc] et
peut s’expliquer par la diminution de l’énergie de surface et donc de la contrainte nécessaire
pour ouvrir les fissures en présence d’eau. D’après Tran [TRA06], [BRO79] note une diminution
d’autant plus forte que la roche est fracturée à l’origine. Le tableau (2.1) résume les variations
de résistance mesurées dans des conditions sèches et saturées, dans le cas d’essais de compression
uniaxiale.
Type de roche σc sec (MPa) σc saturée (MPa) Réduction (%)
Quartziorite [BRO79] 241 162 33
Gabbro [BRO79] 324 189 42
Gneiss [BRO79] 179 84 53
(perpendiculaire à la foliation)
Gneiss [BRO79] 184 115 38
(parallèle à la foliation)
Calcaire de Tonerre [GOU91] 72 27 62
Calcaire de Chauvigny [GOU91] 42 19 55
Calcaire de Lavoux [GOU91] 30 19 37
Craie de Lixhe [GOU91] 7.7 3.6 53
Craie de Marasha [TAL01] 5 3 40
(perpendiculaire à la foliation)
Tuffeau [BEC04] 12 4.75
Pierre de Sébastopol [BEC04] 10.1 6.4 60
Tab. 2.1 – Résistances en compression sèche et saturées pour différentes roches
Masuda [MAS01] a également mis en évidence la diminution de résistance de roches grani-
tiques ou d’andésite saturées mais sous sollicitation triaxiale, sous plusieurs pressions de confi-
nement (de 0.1 à 200 MPa) et sous plusieurs vitesses de sollicitation (de 10−4 à 10−8 s−1). La
perte de résistance y est cette fois-ci plus faible, de l’ordre de 5 % pour les roches saturées, une
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explication possible serait que les roches granitiques étudiées sont moins poreuses que les craies
étudiées précédemment. Une autre explication consiste à considérer que la pression de confine-
ment a tendance à fermer les micro-fissures, ce qui diminue l’effet de dégradation possible de
l’eau sur la roche.
D’autre part, on retrouve dans les essais de Masuda [MAS01] que la pression de confinement
influe sur la valeur du pic de résistance des échantillons : plus la pression de confinement est
élevée, plus la résistance à la rupture est élevée, et ceci est valable que les échantillons soient secs
ou saturés. On retrouve également l’influence de la vitesse de sollicitation évoquée dans (2.6.2.1) :
la valeur du pic de résistance augmente avec la vitesse de sollicitation. On remarque de plus, que
la variation le vitesse de sollicitation ne semble pas affecter l’écart entre les valeurs de résistance
à la rupture de la roche sèche et saturée pour chaque vitesse.
Lajtai et al. [LAJ87] ont mesuré de leur coté, une diminution du temps de rupture d’échan-
tillons de granite saturés du Lac du Bonnet, par rapport à des échantillons secs, soumis à la
même sollicitation de fluage.
Il est intéressant de noter la procédure mise en oeuvre pour saturer les échantillons dans la plu-
part de ces essais : les échantillons secs ont été dégazés puis immergés dans des récipients remplis
d’eau, le dégazage étant réalisé afin de faciliter la circulation d’eau dans le réseau poreux.
Rzadkowski et Zurek [RZA70] avaient déjà souligné ce phénomène de perte de résistance avec
l’eau. Ils ont évalué la variation de résistance de roches de Flysch (grès et schistes) en fonction
du temps : ces roches ont été maintenues sous l’eau ou à l’air pendant plus d’un an après leur
extraction (figure 2.12). Leurs expériences montrent que les échantillons sont moins résistants en
présence d’eau et avec le temps : la diminution de résistance des roches stockées à l’état sec n’a
lieu cependant que durant les cinq premiers mois, alors que la résistance des roches stockées sous
l’eau n’a pas tendance à se stabiliser dans le temps.
La perte moyenne de résistance des échantillons secs par rapport aux échantillons saturés s’élévait
à 40% trois mois après l’immersion et 67% après un an.
Rzadkowski et Zurek [RZA70] ont poursuivi leurs investigations en examinant l’évolution de
l’écrasement d’arêtes rocheuses (cubes de grès à arêtes vives) en fonction de la valeur de la charge
et de l’humidité. Les courbes montrent une plus grande déformabilité du contact lorsque celui-ci
est humidifié.
Clements [CLE81] met en evidence également la déformabilité d’une arête rocheuse (figure 2.13) :
lorsque celle-ci est subitement saturée, les déformations mesurées s’accélèrent. Clements met ainsi
en évidence par cette expérience l’origine du mécanisme d’effondrement sous mouillage que nous
détaillerons par la suite.
2.7.2 Influence de l’eau sur la propagation de la fissuration
Nous avons vu que la présence d’eau peut produire la rupture d’échantillons de roches ou
de blocs rocheux à des niveaux de contrainte plus faibles que dans le cas de matériaux secs.
Non seulement la résistance à court terme (instantanée) est affectée par la présence d’eau mais
la résistance à long terme des roches l’est également. Le mécanisme le plus souvent cité pour
expliquer cette dépendance au temps et au milieu environnant de la fissuration est le mécanisme
de corrosion sous fatigue ou sous contrainte, favorisé aux points fortement sollicités [WIE67,
KRA80, SWA84, ATK87, COS87, LOC93, MAI99, OLD01]. Comme évoqué dans le paragraphe
2.6.5.2, il a été observé que la micro-fissuration pouvait se développer pour des valeurs du facteur
d’intensité de contraintes K < Kc : c’est le développement subcritique de la fissuration. Celui-ci
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Fig. 2.12 – Résistance des roches de Flysch en fonction de la durée de leur séjour à l’air libre
(courbe 1) et dans l’eau (courbe 2), d’après [RZA70].
Fig. 2.13 – Inondation d’une arête d’enrochement, d’après [CLE81].
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se produit sous l’effet de phénomènes de fatigue ou d’actions physico-chimiques.
Swanson [SWA84] ainsi que Nara et Kaneko [NAR05] ont mesuré la vitesse de propagation de
fissuration pour différentes humidités relatives à l’aide de l’essai de Double Torsion (DT). Les
vitesses de propagation de la fissuration ont été mesurées sur des échantillons d’andésite de
Kumamoto dans les essais de [NAR05]. L’essai DT consiste à mesurer la vitesse de propaga-
tion de la fissuration dans un échantillon de roche sous chargement. La figure (2.14) présente
la configuration de chargement de l’essai DT. Les longueur, largeur et épaisseur de l’échantillon
sont désignées respectivement par L, W et d. Une rainure réduisant l’épaisseur de l’échantillon
(l’épaisseur réduite est dn) est créée de façon à guider la fissuration sur toute la longueur de
l’échantillon. On applique un chargement P/2 de part et d’autre de la rainure ainsi qu’aux ex-
trémités de l’échantillon en sens opposé.
L’influence de l’humidité relative mesurée par [NAR05] est illustrée à partir de la figure (2.15).
Ainsi plus la pression de vapeur est importante, plus la vitesse de propagation est élevée.
Fig. 2.14 – Configuration du chargement pour un essai de double torsion, d’après [NAR05].
Nara et Kaneko [NAR05] proposent d’utiliser la relation liant la vitesse de propagation de la
fissuration àK et RH proposée par les travaux de Wiederhorn et al. [WIE80] et Freiman [FRE84]
sur des céramiques et du verre. Ils utilisent une formulation thermodynamique du problème de
corrosion sous contrainte, appliquée au niveau des fissures en présence d’eau, ce qui permet
d’exprimer la vitesse de propagation comme une vitesse de réaction :




où RH est l’humidité relative, K le facteur d’intensité de contrainte au niveau de la fissure, R
la constante des gaz parfaits, T la température absolue. Le terme E+ − βK représente l’énergie
d’activation de la réaction où E+ contient les termes d’énergie qui ne dépendent pas de la
contrainte. Le terme βK représente le travail mécanique entre les états initiaux et sous contrainte.
Les paramètres E+, V0 et β dépendent des propriétés du matériau et de l’environnement.
Cette formulation se base sur l’existence de processus physico-chimiques intervenant au niveau
des lèvres et fonds des fissures où sont concentrées les contraintes : on admet que les liaisons
interatomiques et intermoléculaires dans les zones de concentration de contraintes sont plus
vulnérables sous l’action d’un liquide corrosif tel que l’eau que hors des zones de concentration
de contrainte à l’intérieur du même matériau. L’eau réagit, par exemple, avec la silice contenue
dans les roches siliceuses en détruisant la liaison Si-O. Ce processus est décrit par la réaction
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Fig. 2.15 – Diagramme schématique présentant l’influence du facteur d’intensité de contrainte
et de l’humidité sur la vitesse de propagation de la fissuration [NAR05]. K1c est la tenacité et
K0 la facteur d’intensité de contrainte limite pouvant initier la corrosion.
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chimique suivante, proposée par Michalske et Freiman [MIC82] et cité par [NAR05] :
≡ Si−O − Si +H2O → 2[≡ Si−OH]
Ce mécanisme de propagation subcritique est également favorisé lorsque la température aug-
mente.
2.7.3 Influence de l’eau sur le coefficient de frottement local
Les résultats expérimentaux de la littérature [DUN66, CAM74, KAS85] montrent des diffé-
rences d’angle de frottement en conditions sèche et saturée.
Les travaux expérimentaux de Cambou [CAM74] sur l’addition d’un liquide (eau, alcool,
acétone, huile) aux points de contacts entre deux surfaces planes de roches mettent en évidence
une diminution du coefficient de frottement dans la plupart des cas (calcaire, métagrauwacke,
diorite, basalte). Par contre Cambou observe une augmentation du coefficient de frottement pour
le gneiss. Ses travaux ont d’autre part montré une augmentation de l’amplitude des oscillations
du phénomène "stick-slip" (lorsque celui-ci se produit) d’autant plus grande que le liquide est
visqueux. Dans le cas de la réduction du coefficient de frottement pour les roches citées, le co-
efficient de frottement accuse une diminution comprise entre 6 et 18 % selon la roche. D’autres
essais menés par [KAS85], cités par Tran [TRA06], constatent également qu’il y a une diminu-
tion de coefficient de frottement local en condition sèche et saturée : la diminution est de 8 à
13 % selon le degré de désintégration géologique. On peut penser que le liquide joue un rôle de
lubrificateur au niveau des points de contacts ce qui favorise le glissement entre les deux surfaces.
Par contre d’autres essais [JAE69] ne montrent aucune variation sur la valeur du coefficient
de frottement en passant de la condition sèche à saturée, et même une augmentation du coeffi-
cient de frottement local est mise en évidence dans les travaux de [DUN66]. Cambou [CAM74]
suggère que c’est la génération de liaisons au niveau des minéraux aux points de contacts qui
expliquerait cette augmentation du coefficient de frottement pour certaines roches. Notons que
cette augmentation a également été mise en valeur lors d’essais sur des billes de verre immergées
par Skinner [SKI69].
2.7.4 Conséquence : Mécanisme d’effondrement ou de contraction sous mouillage
Nous avons énoncé les influences possibles de l’eau sur les roches et blocs rocheux. Il est im-
portant maintenant de les relier au mécanisme d’effondrement ou de contraction sous mouillage
observé sur les barrages en enrochements.
Les travaux de Oldecop et Alonso [OLD01] résument les explications données par la communauté
scientifique pour expliquer le phénomène. Pour Terzaghi [TER60], l’origine des déformations
pourraît être la destruction des zones fortement comprimées qui entraîneraient le réarrangement
de la structure dans un schéma plus stable. Après de nombreuses campagnes expérimentales me-
nées dans les années 1960 et 1970, il est en effet déduit que ce comportement particulier est dû
à la rupture des grains sous contraintes, et est accéléré par la présence d’eau. Nobari et Duncan
suggèrent [NOB72] que la teneur en eau est le facteur déterminant concernant l’effondrement
sous mouillage : plus la teneur en eau initiale est importante, moins le tassement sera important.
Ils ajoutent que la diminution de la résistance des grains dûe à l’eau doit être le mécanisme
qui déclenche l’effondrement. Clements [CLE81], a étudié le comportement de points singuliers
(arêtes) de blocs rocheux. La conclusion qu’il tire de ses expériences (voir figure 2.13) est que
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l’addition d’eau provoque un incrément de déformation au niveau de l’angle rocheux chargé. Une
des principales conclusions est que le comportement des points anguleux (zones de contact) et
leur déformation sont dépendantes du temps : les déformations différées et l’effondrement sous
mouillage sont donc liées au phénomène de destruction de zones fortement comprimées d’un
ensemble de grains. Tous ces tests suggèrent que les déformations dans le temps et l’effondre-
ment sont intimement liés au phénomène de rupture de grains. Les expérimentations de Anthiniac
[ANT99] ont appuyé les conclusions énoncées précédemment relatives à l’écrasement des contacts
qui est favorisé par l’eau. Anthiniac ajoute que la lubrification des zones de contact entre en jeu
lorque le milieu est sous eau : la lubrification favoriserait les déformations irréversibles de glisse-
ment et la réorganisation du matériau. Cependant elle ne peut expliquer à elle seule l’ampleur
des tassements observés [BON00] : le mécanisme d’écrasement des zones de contacts serait le
mécanisme prépondérant.
Il est intéressant de noter que Anthiniac [ANT99] a également déduit de ses travaux que c’est
la présence d’eau à la surface des enrochements et non l’eau interstitielle qui était à l’origine de
l’effondrement sous mouillage. Oldecop et Alonso [OLD01] ont vérifié cette conclusion. Ils ont
menés des essais œdométriques sur enrochements avec un système permettant de fixer l’humidité
relative de manière homogène dans l’échantillon (figure 2.16). Ainsi des quantités d’eau sont
ajoutées de manière contrôlée à l’état de vapeur. Un résultat important est que la déformation
obtenue avec une humidité relative de 100 % est la même que la déformation obtenue par inon-
dation de l’échantillon. Le mécanisme d’effondrement est donc bien piloté par la présence d’eau
dans les fissures et pores des blocs plutôt que dans les vides interstitiels du matériau.
De plus, dans les expériences réalisées par Oldecop et Alonso, des contractions sous mouillage
de 1 à 2% ont été mesurées, et il a été constaté que la quasi-totalité de l’effet de contraction sous
mouillage se trouve acquise pour une teneur en eau de l’enrochement de l’ordre de 3.2%, donc
très loin de la saturation. La nouvelle ligne de consolidation du matériau, obtenue en augmentant
les contraintes après effet de contraction, fait apparaître une compressibilité plus forte qu’avec
un matériau sec.
Les théories de propagation subcritique de la fissuration et corrosion sous contraintes en
présence d’eau sont reprises par Oldecop et Alonso [OLD01] pour expliquer les tassements d’en-
rochements évoluant dans le temps et en présence d’eau. Ils évoquent de nombreux phénomènes
susceptibles de provoquer et favoriser la rupture de grains en présence d’eau :
– perte de cohésion du matériau due à la réduction de l’énergie de liaison des minéraux
d’après les travaux de Vutukuri et Lama [VUT78] ;
– diminution de la succion [VUT78] ;
– expansion de minéraux argileux [DEA78, DELG82].
Cependant, le phénomène de propagation subcritique de la fissuration semble offrir la plus
valable explication aux tassements observés lors des expérimentations [OLD01]. Le modèle de
propagation subcritique, proposé par Oldecop et Alonso permet d’expliquer en même temps
les déformations instantanées et différées pour le cas des enrochements. On peut considérer
qu’un enrochement est composé d’un certain nombre de blocs rocheux, et contiennent chacun
un ensemble de microfissures. Lorsqu’une microfissure se propage et que la propagation devient
instable due à la présence en même temps, de l’eau et des forces appliquées, on observe un
incrément de déformation. La figure (2.17) illustre les idées développées par Oldecop et Alonso
où la vitesse de propagation de la fissuration est fonction du chargement appliqué et de l’humidité
relative. On peut distinguer trois zones dans ce graphique. Les fissures ayant un facteur d’intensité
56 Roches, blocs rocheux, enrochements : Aspects expérimentaux
Fig. 2.16 – Cellule œdométrique permettant d’étudier l’influence de l’eau sur le comportement
d’enrochements, d’après [OLD01].
de contraintes K < K0 (région I) ne se propagent pas. Si un incrément de charge est appliqué
la valeur de K va augmenter et les fissures pourront se situer alors dans les autres régions du
graphique selon la valeur de l’incrément appliqué, la géométrie et la longueur de la fissure déjà
existante. Si la valeur de K atteint la région III, et donc prend la valeur maximale de K (soit la
tenacité KC), les fissures vont se propager instantanément et le bloc va se casser. Ceci explique
la composante instantanée observée dans les tassements des enrochements. Par contre, si la
valeur de K atteint la région II, les fissures se propageront mais avec une vitesse finie jusqu’à ce
qu’elles rompent le bloc. Ce type de fissures serait à l’origine des déformations différées, évoluant
donc dans le temps. De la même façon, une variation du taux d’humidité fait évoluer l’état de
fissuration : des fissures se trouvant dans la région I peuvent commencer à se propager en raison
d’une diminution de la valeur limite de K0 quand le taux d’humidité augmente. La présence
d’eau induit donc un incrément de déformation supplémentaire, appelé encore déformation sous
mouillage et qui ne résulte pas du chargement appliqué.
Les autres conclusions obtenues par Oldecop et Alonso sont les suivantes :
– les déformations instantanées observées sont les composantes majeures des déformations
pour les états de contraintes faibles. Elles diminuent quand les contraintes augmentent et
sont peu affectées par la présence d’eau ;
– les déformations observées dans le temps sont faibles pour de faibles contraintes et pour
les états secs. A partir d’un certain seuil ces déformations sont affectées par la présence
d’eau ;
– sous de faibles contraintes le matériau se déforme peu sous eau, et developpe même une
légère expansion ; sous de fortes contraintes un tassement important est mesuré ;
– une unique droite de compression normale (NCL) est obtenue pour une teneur en eau
donnée ;
– enfin la compressibilité des enrochements testés dépend de la valeur de la teneur en eau.
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Fig. 2.17 – Propagation subcritique en milieu humide [OLD01].
A partir de ces conclusions Oldecop et Alonso [OLD01] ont établi un modèle relatant les
mécanismes de déformations subis par les enrochements chargés et en présence d’eau. Ce mo-
dèle reprend en partie les idées de McDowell et Bolton [DOW98] qui reposent sur l’écrasement
successifs des plus petits grains, et s’appuie sur les théories de la propagation subcritique de la
fissuration.
Deux mécanismes de déformations sont distingués :
– pour de faibles contraintes la déformation est due au réarrangement des particules (défor-
mations instantanées) ;
– à partir d’une valeur seuil de contrainte, les particules s’épauffrent, et se rompent (clastic
yielding).
Ce modèle exprime les relations contraintes-déformations sur la base de relations linéaires
entre les contraintes et les déformations. Il n’inclut pas cependant la dépendance au temps. Des
expériences de fluage sur échantillons œdométriques d’enrochements sont réalisées dans [OLD02].
Alonso et ses collaborateurs ont ensuite complété leurs travaux sur les enrochements en réa-
lisant des essais triaxiaux sur des enrochements appelés crushed Cambric slate2 dans [CHAV03].
L’échantillon a 25 cm de diamètre et 50 cm de hauteur. La résistance en compression σc de
l’enrochement est égale à 20.5 MPa. La dimension maximale des grains est de 4 cm. Les essais
sont réalisés à succion imposée. Les résultats montrent que quand la succion totale augmente
(séchage), les caractéristiques mécaniques (ϕ, module) ainsi que la dilatance augmentent. Le mo-
dule déviatoire du matériau saturé vaut environ la moitié du module du matériau en condition
sèche. Pour la contrainte de confinement de 100 kPa, l’angle de frottement passe de sinϕ = 0.83
en condition sèche (le degré d’humidité RH=36 %) à sinϕ = 0.79 en condition humide (le degré
d’humidité RH=100 %). La dilatance augmente également de façon très significative lorsqu’on
passe d’un matériau humide à un matériau sec.
2Matériau du barrage en enrochements ’Jiloca’ à Teruel en Espagne.
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2.7.5 Bilan : influence à court terme et à long terme de l’eau
On se limite ici à l’influence de l’eau sur un matériau granulaire sollicité sous des conditions
de type œdométriques. On admettra que la plupart des ruptures de grains sont initiées par ou-
verture des micro-fissures près de la surface des grains, au voisinage des points de contacts où se
concentrent les forces intergranulaires [FRO05].
Dans les effets à court terme, on retiendra l’influence du serrage capillaire qui provoque une
modification des champs de contraintes locales en fond de fissures près de la surface des grains.
Lorsque la teneur en eau augmente, l’effet bénéfique du serrage capillaire va disparaître et la
présence d’eau ou l’humidité relative va induire la diminution apparente du seuil de contraintes
macroscopiques entrainant la rupture des grains (diminution de K). Cette fragilisation due au
mouillage, affecte d’abord la surface des grains, diminuant ainsi la résistance des aspérités super-
ficielles, et donc affaiblit la friction physique moyenne entre grains [FRO05].Frossard [FRO05],
dans son rapport intègre ces effets dans le processus clastique proposé par [DOW98], et évalue
une augmentation relative de la compressibilité de 10 à 20 % due à la diminution de résistance
des grains (pour une diminution de résistance due à l’eau de 10 à 20 %). Il est important de
noter que la variation de compressibilité lors du mouillage soulignée par Frossard est proportion-
nelle au coefficient de compressibilité avant mouillage : plus un matériau est compressible avant
mouillage, plus il sera exposé aux effets de contraction. Frossard insiste sur le fait que l’effet de
fragilisaton des grains prédomine sur l’effet de réduction de la friction physique.
Dans les effets à long terme, on retiendra que l’action physico-chimique de l’eau altère les
conditions d’équilibre physico-chimiques superficielles de la matière des grains, en affaiblissant
graduellement la caractéristique matérielle d’énergie spécifique de surface Γ : ceci altère donc
aussi la résistance des grains car le seuil de propagation de la microfissuration est proportionnel
à
√
Γ. Frossard [FRO05] intègre encore une fois cet effet dans les équations du processus clastique
et obtient, pour rendre compte des effets du vieillissement, une nouvelle valeur du coefficient de
compressibilité fonction du coefficient de compressibilité initial et diminuant avec Γ. Dans ce pro-
cessus qui s’apparente au vieillissement, le matériau tasse donc peu à peu sous charge constante
mais devient de moins en moins compressible (diminution de Γ).
2.8 Conclusion
Dans ce chapitre, nous avons abordé les phénomènes de ruptures dans les enrochements :
sous différentes conditions (temps, eau, . . .) les ruptures demeurent les phénomènes principaux
gouvernant le comportement des enrochements. Ces phénomènes de rupture sont influencés par
la forme et la taille des blocs. Ainsi les ruptures seront d’autant plus prononcées que les grains
sont anguleux à cause des fortes concentrations de contraintes générées au niveau des arêtes,
qui vont provoquer plus facilement l’amorçage de la fissuration. La taille des blocs a un rôle
également dans les phénomènes de ruptures. Deux phénomènes opposés sur l’effet de taille vont
opérer en même temps au cours de la sollicitation. C’est la rupture préférentielle des petits grains
en raison de fortes hétérogénéités de contraintes à leur niveau qui expliquerait la compressibilité
des milieux granulaires. Le processus clastique expliquerait aussi l’inexorable enrichissement en
petits grains souvent constaté lors de la mise en œuvre d’enrochements dans les ouvrages.
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Nous avons vu ensuite que le comportement des enrochements évoluent dans le temps. Concer-
nant les effets à long terme sur les roches, plusieurs paramètres vont avoir une influence : le degré
de saturation, le degré d’altération de la roche, la contrainte appliquée, la pression de confine-
ment. La présence d’eau, l’altération des roches favorisent la propagation de la fissuration. Par
contre, la pression de confinement a tendance à fermer les micro-fissures, ce qui induit des temps
de ruptures plus grands plus la pression de confinement est grande. Dans tous les essais menés
à long terme, la résistance à long terme est mesurée inférieure à la résistance à court terme.
Le rapport entre la contrainte appliquée et la résistance à court terme est considéré comme le
rapport essentiel pilotant la vitesse des déformations lors d’un essai de fluage. Concernant les
effets à long terme sur les enrochements, peu d’expériences ont été effectués : toutes celles qui
ont été réalisées, à notre connaissance, prédisent des tassements selon une loi logarithmique en
fonction du temps, mais sont réalisées durant des plages de temps limitées, de l’ordre d’une di-
zaine d’heures maximum, ce qui limite la prédiction pour des temps supérieurs.
Nous avons abordé également de façon détaillée l’influence de l’eau sur le comportement des
enrochements. L’influence de l’eau a des effets à court terme et sur le long terme : à court terme
elle induit une contraction lors du mouillage et une augmentation de la compressibilité des enro-
chements. Ces effets peuvent s’expliquer par des raisons plutôt d’ordre mécanique qui induisent
un changement de la répartition des contraintes en fond de fissures provoquant la diminution de
la résistance de la roche. A long terme, les effets de l’eau sont d’ordre plutôt physico-chimique,
le liquide va agir sur les liaisons intermoléculaires et atomiques dans les zones de concentrations
de contraintes, ce qui va induire un affaiblissement de l’énergie spécifique de surface nécessaire
pour rompre les grains.
Enfin, la présence d’eau, les sollicitations, et les effets du viellissement vont altérer la surface
extérieure des grains en gommant et fragilisant certaines aspérités superficielles. Cette fragili-
sation va réduire le coefficient de frottement local entre les grains. Son évolution va dépendre
cependant de la nature de la roche. En présence d’eau, ceci va générer une composante supplé-
mentaire de tassement par réarrangement, les mouvements étant plus facilement favorisés, les
blocs se trouvant déséquilibrés par la réduction du coefficient de frottement.
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Chapitre 3
Modélisation des roches, des barrages
en enrochements et des milieux
granulaires
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3.1 Introduction
Afin d’avoir une vision complète de l’étendue des modélisations liées à notre problématique,
nous présentons dans ce chapitre une partie des modélisations existantes dans la littérature. Plu-
sieurs échelles étant concernées dans ce travail, nous tenterons donc d’en aborder les modèles
qui s’y rapportent. L’accent est mis dans le dernier paragraphe sur la modélisation discrète de
la rupture des milieux granulaires, cette approche étant retenue dans cette thèse.
3.2 Modèles continus de comportement des roches
Ce paragraphe traite de la modélisation continue du comportement différé des roches. L’étude
ne se veut en aucun cas exhaustive, elle donnera seulement les principaux traits des modèles exis-
tants dans la littérature ; ceci afin d’avoir une vision globale des bases de la modélisation continue
du comportement différé. Pour une revue plus complète des modèles phénoménologiques des com-
portements différés des roches voir les travaux de G. Fabre [FAB05].
Lois de fluage
Les premières lois de comportement viscoplastiques ont été établies de manière empirique. Ba-
sées sur des observations expérimentales, ces lois de fluage font intervenir le temps de manière
explicite. On trouve par exemple la loi puissance :
εvp = Btα (3.1)
proposée pour décrire le fluage primaire des métaux mous. t est le temps, εvp la déformation vi-
scoplastique et B une constante caractéristique du matériau. D’autres lois de type logarithmique
ont été utilisées pour décrire le fluage des métaux à faible température [LEM96]. Ce type de loi
prend classiquement la forme :





où A est fonction du matériau et de la contrainte appliquée. L’utilsation de ces lois est souvent
justifiée par de très bons calages expérimentaux sur les roches. Cependant, ces modèles n’ont
pas de validité générale, une loi de comportement où le temps figure explicitement ne peut avoir
pour ambition que de décrire une expérience particulière.
Modèles analogiques
Différents modèles analogiques ont été développés dans le but de modéliser le plus simplement
possible le comportement différé des solides. Parmi ces modèles analogiques on peut citer :
– le modèle visqueux de Newton : la viscosité est modélisée par un amortisseur ;
– le modèle viscoélastique de Maxwell : l’amortissseur (viscosité) est mis en série avec un
ressort (élasticité) ;
– le modèle viscoélastique de Kelvin : l’amortissseur (viscosité) est mis en parrallèle avec un
ressort (élasticité) ;
– le modèle de Burger : mise en série des modèles de Kelvin et Maxwell.
Nous nous limitons à la description (brève) du modèle analogique de Bingham qui est à la
base de la plupart des modèles phénoménologiques développés actuellement dans l’étude des com-
portements différés. Le modèle analogique de Bingham considère que les déformations différées
ne se développent qu’au-delà d’un seuil de contrainte σ0. Ce modèle associe en parallèle :
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– un patin parfait présentant ce seuil de contrainte :
ε˙vp = 0 si |σ| < σ0 (3.3)
– un amortisseur matérialisant la viscosité linéaire :
σv = η ε˙
vp (3.4)
Très souvent il est complété par un ressort associé en série, permettant de prendre en compte la






Fig. 3.1 – Représentation du modèle analogique de Bingham.
Théorie de Perzyna et lois viscoplastiques à potentiel
La théorie de la viscosité de Perzyna fut initialement développée pour les métaux avant d’être
étendue à la modélisation de comportements viscoplastiques des géomatériaux. De nombreuses
lois s’appuient sur cette théorie. Nous présentons uniquement les grandes lignes de cette théorie.
Cette théorie repose sur une loi prenant la vitesse de déformation viscoplastique comme va-
riable principale. Avec l’hypothèse d’un écrouissage positif, et en supposant que les déformations













avec S le déviateur des contraintes, q le second invariant du tenseur des contraintes, γ la visco-
sité du matériau et κ une fonction d’écrouissage. Φ(.) représente la fonction d’écoulement et 〈.〉
correspondent aux crochets de Mac Cauley définis par : 〈Φ(F )〉 = 12(Φ(F ) + |Φ(F )|).
Les modélisations du comportement différé des géomatériaux développés au cours des der-
nières années sont très souvent des variantes de la théorie de Perzyna. Afin de mieux tenir compte
des observations expérimentales, notamment du comportement volumique des roches, des amélio-
rations et adaptations de la théorie de Perzyna sont nécessaires (utilisation de lois non associées
et adaptation de la loi d’écoulement).
Modélisation de l’endommagement
La mécanique des milieux continus endommagés permet également de prendre en compte le com-
portement différé des roches. Un matériau soumis à un chargement peut, lorsque le niveau de
contraintes est suffisamment élevé, subir des modifications irréversibles de sa microstructure de
type microcavitation et/ou microfissuration. Cet endommagement se traduit par la nucléation,
la croissance et la coalescence de microfissures menant souvent à la rupture de l’échantillon. On
citera les travaux de [CHA77, LEM78, DRA78] qui ont contribués à l’établissement de bases
thermodynamiques de l’endommagement.
L’intégration de l’endommagement dans un modèle viscoplastique nécessite la définition d’une
variable d’endommagement [KAC58]. Pour cela considérons dans un solide endommagé, un Éle-
ment de Volume Représentatif du milieu et S, l’aire d’une section de volume repérée par sa
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normale ~n. L’aire de l’ensemble des microfissures induites par l’endommagement de ce volume





– Dn = 0 correspond à l’état non endommagé ;
– Dn = 1 correspond à la rupture de l’élément ;
– 0 < Dn < 1 caractérise l’état d’endommagement ;
Si on se limite au cas de l’endommagement isotrope pour lequel l’orientation des fissures est
uniformément distribuée dans toutes les directions, la variable Dn ne dépend pas de ~n et le
scalaire D caractérise complètement l’endommagement :
Dn = D ∀ ~n (3.7)
Dans ce cas, au sein du matériau endommagé, la section qui résiste effectivement aux efforts est
alors :
S˜ = S − SD = S(1−D) (3.8)




Pour un matériau suivant la loi de l’elasticité linéaire, le module effectif en fonction de l’état
d’endommagement vaut :
E˜ = E(1−D) (3.10)
Voici sommairement les variables modifiées par la présence de l’endommagement dont il fau-
dra tenir compte dans la modélisation. Pour modéliser le comportement différé d’une roche et
prévoir sa rupture, il est indispensable de coupler l’endommagement et la viscoplasticité. La
notion de contrainte effective permet d’écrire très simplement les lois de comportement. De nom-
breux modèles sont proposés dans la littérature, avec plusieurs degrés de complexité. On peut
citer le modèle de Hadju [HAD03], basé sur le modèle de [LEM78], qui permet de prendre en
compte le développement de la déformation volumique irréversible et l’état anisotrope du ma-
tériau endommagé. L’endommagement progressif de la structure de la roche, l’apparition de
microfissures orientées suivant des directions préférentielles, engendre une dilatance globale et
conduit à une rupture différée directionnelle. Afin de décrire de manière plus fidèle les mécanismes
d’endommagement, ces principaux traits de comportement font l’objet de nombreux travaux dans
la littérature (pour plus de détails se référer à [FAB05]).
3.3 Modélisation des barrages en enrochements
La prédiction des tassements sur les barrages en enrochements a d’abord reposé sur des
méthodes empiriques. Les méthodes empiriques étant loin d’être satisfaisantes, des méthodes
numériques ont pris le relais. Les nouveaux modèles qui ont alors été élaborés ont consisté à
décrire le comportement mécanique des enrochements secs. Ces modèles, généralement utilisés
pour des calculs par éléments finis, sont de type phénoménologique : ils contiennent un certain
nombre de paramètres calés sur des essais de référence et non sur des propriétés physiques des
matériaux. D’autre part, il existe peu de modèles de comportement adaptés aux spécificités des
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enrochements, notamment en ce qui concerne les effets de l’eau et de la rupture sur le compor-
tement mécanique. Les modèles les plus anciens se contentent de distinguer le comportement
sec du comportement saturé, et de basculer de l’un à l’autre via un artifice numérique afin de
tenir compte des effets de l’eau. De plus, ces modèles traditionnels ne prennent pas en compte la
rupture des grains. Ce n’est que plus tard, avec l’avènement des méthodes aux éléments discrets,
que ces spécificités ont pu être correctement prises en compte.
3.3.1 Modélisation continue du comportement des enrochements
3.3.1.1 Modèles de comportement d’enrochements secs
Plusieurs types de modèles sont utilisés pour décrire le comportement mécanique des enro-
chements :
– Modèle hyperbolique de Duncan et Chang [DUN70] : ce modèle a été très largement
utilisé pour les calculs d’ouvrages en enrochements. Il s’agit d’un modèle hypo-élastique,
valable pour des gammes de déformations relativement faibles et qui repose sur l’approxi-
mation de la courbe de chargement d’un essai triaxial par une hyperbole.
– Modèle élastoplastique parfait de Mohr-Coulomb : dans ce modèle le matériau a
un comportement élastique tant que les contraintes restent à l’intérieur de la surface de
charge. Bien que ce modèle donne des résutats plus proches de la réalité physique que les
modèles hypo-élastiques, le critère de Mohr-Coulomb n’est pas suffisant car il ne tient pas
compte de la courbure de l’enveloppe de rupture : l’angle de frottement doit dépendre de
la contrainte. Ceci est pris en compte dans les critères de ruptures paraboliques et loga-
rithmiques.
– Autres critères : Nous citerons le critère (logarithmique) proposé par Barton [BAR81]
dans lequel les paramètres ont une signification physique et sont identifiables à partir de
la connaissance d’un petit nombre de paramères du matériau. Nous détaillerons ce critère
par la suite.
Notons que tous ces modèles de comportement ne prennent pas en compte directement la
physique du comportement des enrochements en présence d’eau, mais l’intègrent via un artifice
numérique [ANT99]. Le modèle développé par Bonelli et Anthiniac [BON00] est l’un de seuls à
prendre en compte l’état hydrique des enrochements, et à modéliser le phénomène d’effondrement
observé dans la recharge amont d’un barrage lors du remplissage. Ce modèle est exposé dans le
paragraphe suivant.
3.3.1.2 Modélisation de l’effondrement sous mouillage : le modèle hydroplastique
(Bonellli et Anthiniac [BON00])
L’originalité du modèle hydroplastique est sa capacité à reproduire, avec un seul jeu de
paramètres, le comportement mécanique global des enrochements (sec et saturé).
Le modèle élastoplastique servant de base au modèle hydroplastique est le modèle C.J.S de
Cambou et Jafari [CAM88]. Ce modèle permet de décrire le comportement de sols non cohérents
sous des sollicitations complexes. C’est un modèle élastoplastique à élasticité non linéaire et à
deux mécanismes (sphérique et déviatorique), avec écrouissage isotrope et lois d’écoulements non
associées.
Il contient ainsi les mécanismes fondamentaux des milieux granulaires non cohérents :
66 Modélisation des roches, des barrages en enrochements et des milieux granulaires
– raideurs élastique et plastique fonction de la contrainte moyenne ;
– surface de rupture fonction des trois invariants du tenseur des contraintes ;
– vitesse de déformation plastique volumique non associée.
Nous allons décrire brièvement les modifications apportées au modèle de base. L’influence de
l’eau et les caractéristiques du comportement mécanique des enrochements vues dans le chapitre
précédent ont été introduites dans ce modèle, à savoir :
– une diminution de l’angle de frottement avec l’eau ;
– une diminution de la pression de consolidation avec l’eau ;
– une courbure de l’enveloppe de rupture ;
– le phénomène d’écrasement des zones de contact.
L’approche empirique de Barton [BAR81] est utilisée afin de prendre en compte la courbure
de l’enveloppe de rupture. Cette relation a été initialement développée pour les joints rocheux et
a été étendue aux enrochements en raison des similitudes qui existent entre le comportement des
enrochements et celui des joints rocheux : comportement dilatant à faibles contraintes, écrasement
et réduction de la dilatance sous forte contrainte, décroissance de la résistance au cisaillement
avec la contrainte, etc. Cette relation exprime que l’angle de frottement à la rupture φf dépend
de la contrainte normale σn :







⋆ = (1− αSh)σc0 (3.12)
où σn est la contrainte normale totale, u la pression intersticielle, Sh l’état hydrique de la surface
du grain, σc⋆ la résistance à la compression simple de la roche humide.
Les paramètres suivants sont relatifs à la roche mère :
– φb est l’angle de frottement basique (ou angle de frottement interparticulaire) ;
– σc0 est la résistance à la compression sèche de la roche ;
– 1− α est le rapport entre la compression humide et sèche.
R est la rugosité équivalente. R est estimé à partir d’abaques (voir figure 3.2). R dépend de la
forme des grains et de la porosité initiale.
Fig. 3.2 – Abaque d’estimation de la rugosité équivalente R d’après [BAR81]
L’écrouissage est modifié en densité. La grandeur d1(X,Sh) est introduite, elle est fonction
d’une variable d’écrouissage X (degré d’écrasement) et de l’état hydrique du matériau Sh :
d1(X,Sh) = 1− αXSh (3.13)
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L’influence de l’écrasement et de l’eau sur le comportement sphérique est piloté par 0 ≤ α ≤ 1.
L’écrouissage en densité des enrochements dépend fortement du chemin de contraintes et aug-
mente avec le déviateur, de même que l’influence de l’eau. Ceci est représenté par une loi d’évolu-
tion hyperbolique de X en fonction du travail plastique déviatoireW pd, de manière analogue aux
approches modélisant la rupture des grains de sable sous fortes contraintes [LAD96, DAO97] :
X˙ = Bep(1−X)2 ˙W pd avec W pd =
∫
σd : dǫpd (3.14)
Bep est un paramètre traduisant la fragilité du matériau est sa dégradation surfacique. Ce der-
nier modèle permet de reproduire au moins qualitativement, les observations in situ sur barrage.
Malheureusement, la modélisation n’est pas tout à fait complète : elle ne permet pas une iden-
tification a priori des paramètres du modèle, mais seulement un recalage a posteriori. De plus,
le modèle n’intègre pas l’effet du temps alors que les tassements peuvent continuer à évoluer
pendant plusieurs années.
D’autres modèles continus sont proposés dans la littérature pour modéliser le comportement
des enrochements en présence d’eau dans les barrages en enrochements. Les travaux les plus
complets sont réalisés par Alonso et ses collaborateurs dans [OLD01] à partir d’essais de la-
boratoire de grande taille. La prise en compte des effets du temps est réalisée dans d’autres
travaux [OLD02, OLD03, ALO05]. Les modèles macroscopiques développés sont des modèles
élasto-plastiques incluant les effets de l’eau et du temps sur la compressibilité des enrochements.
Nous renvoyons à ces travaux pour une analyse détaillée.
L’intégration des effets du temps dans la modélisation est abordée dans le paragraphe suivant,
avec des modélisations basées sur la méthode des éléments discrets. Le type de modèle élaboré à
partir de ces méthodes discrètes plus récentes, est généralement calé sur les propriétés physiques
des enrochements. Ces modèles permettent de modéliser la rupture de grains de manière simple.
Cet aspect est traté dans le paragraphe suivant.
3.4 Modélisation discrète de matériaux granulaires : introduction
du phénomène de rupture et effets du temps
3.4.1 Introduction
Les ouvrages de génie civil sont généralement étudiés comme des milieux continus, avec les
méthodes de la mécanique des milieux continus.
Ces méthodes conviennent cependant moins bien aux ouvrages ayant une nature discontinue,
où le milieu est composé de grains : barrages en enrochements, gabions, merlons de protec-
tion, ouvrages en pierre etc. Ces milieux granulaires sont fortement marqués par leur nature
discrète (rupture de grains, forme des blocs rocheux, etc.), alors que les modèles continus sont
phénoménologiques : ils décrivent le milieu d’un point de vue macroscopique et ils présentent
un certain nombre de paramètres qui n’ont que très peu de signification physique. Ces modèles
ne prennent pas en compte, entre autres, l’état d’arrangement des grains entre eux, alors que ce
paramètre est essentiel pour expliciter le comportement des milieux granulaires. Une méthode de
simulation prenant en compte la nature discrète du milieu pour ce type d’ouvrage semble plus
adaptée. Ces méthodes sont appelées DEM (de l’anglais "distinct element ou discrete element me-
thods"). Chaque grain est traité indépendamment, de façon "distincte". Ces grains interagissent
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par l’intermédiaire de lois de contact, et le comportement du matériau simulé va dépendre des
paramètres de la loi de contact. On étudie ainsi les mécanismes se produisant à l’échelle du
grain. C’est un ensemble d’évèmenents se produisant à l’échelle microscopique qui va permettre
de décrire l’évolution macroscopique du milieu granulaire. On espère ainsi, via l’utilisation de ces
méthodes caractériser le comportement des milieux granulaires à l’aide de paramètres ayant un
sens physique bien précis.
L’étude de la rupture avec les méthodes basées sur les éléments discrets se développe de plus en
plus depuis quelques années [TSO99, ROB01, CHE03, CHE04, DEL04, DELU04 . . .] : des grains
(encore appelés agrégats par les auteurs) sont modélisés comme un assemblage de particules liées
entre elles. Dans certains cas, les défauts sont pris en compte en enlevant certaines particules du
grain [CHE03, CHE04]. Ces liaisons, permettant de simuler la rupture, peuvent être de nature
différentes :
– certaines liaisons peuvent reprendre des efforts de traction et de cisaillement jusqu’à une
certaine limite que l’on fixe (les contact bonds du logiciel PFC du groupe Itasca) ;
– d’autres liaisons définies différemment, peuvent transmettre à la fois des efforts de traction
et cisaillement et des moments de flexions (elles sont semblables à une poutre placée entre
deux particules, ce sont les parallel bonds du logiciel PFC ) ;
– d’autres liaisons agissent comme des joints solides ou liquides entre deux particules pouvant
transmettre également des efforts de traction, cisaillement et des moments de flexion mais
ici au niveau du point de contact. Ces "joints" peuvent continuer à être présents même si
les particules ne sont plus en contacts si certaines actions à distance sont introduites (par
exemple forces électrostatiques, capillarité) : on parle ici d’approches cohésives.
En plus de ces approches, la rupture peut être abordée encore différemment : certains auteurs
[TSO99, LOB05] proposent de décrire la rupture en remplaçant un grain par un assemblage de
particules si un certain critère de rupture est dépassé : ceci nécessite un choix de critère de rup-
ture adéquat et une description minutieuse de la loi de fragmentation choisie.
Enfin, d’autres auteurs utilisent une autre approche en proposant d’enlever les particules qui
atteignent un certain critère de rupture [MARK05].
Ces différents types d’approches de la rupture seront abordées dans le paragraphe suivant. Ensuite
nous aborderons l’intégration des effets du temps dans la rupture, qui n’est aujourd’hui que très
peu developpée.
3.4.2 Modélisation de la rupture
3.4.2.1 Modèles phénoménologiques
Une approche très exhaustive abordant la rupture est celle proposée par Deluzarche [DELU04].
Elle nous est d’autant plus pertinente car elle s’applique à la rupture de blocs rocheux dans les
barrages en enrochements.
Dans le modèle de [DELU04], des grains constitués de plusieurs particules et de différentes tailles
sont créés. Certaines particules sont reliées entre elles par des liaisons déformables et susceptibles
de se casser. D’autres particules sont reliées par des liaisons indéformables pour empêcher la dé-
solidarisation des particules à ce niveau. Ces grains sont simulés à partir du logiciel PFC 2D
du groupe Itasca (pour plus de détails sur le comportement de ces liens voir [DELU04]). Plu-
sieurs formes de grains sont choisies : certaines formes sont utilisées pour simuler le phénomène
d’épaufrement des arêtes ; d’autres sont utilisées pour simuler la rupture macroscopique des blocs.
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D’autres grains ont des formes plus complexes, permettant un mode de rupture multiple qui se
rapproche du phénomène réel (figure 3.3).
(a) (b)
(c) (d)
Fig. 3.3 – Différentes formes de grains modélisés d’après [DELU04].
La taille respective de chaque particule à l’intérieur d’un grain et la forme de celles-ci sont
choisies de manière à obtenir des propriétés macroscopiques différentes suivants les grains. Il
est ainsi possible de jouer sur l’allongement et l’angularité des grains. Il faut bien noter qu’à
l’intérieur d’un grain, toutes les particules ne peuvent se désolidariser.
Afin de calibrer les forces de liaisons, Deluzarche procède à des essais d’écrasement de grains.
Les essais d’écrasement donnent, pour chaque grain, une série de valeurs de force de rupture
dépendant de l’orientation du grain θ, de la résistance N des liaisons, et du diamètre moyen u
grain d :
Frupt = f(N, d, θ). (3.15)
Le calibrage des résistances des liaisons a pour objet final de déterminer une relation entre N
et d pour que les Frupt correspondent aux essais de Marsal [MAR73], essais effectués sur des
enrochements de nature diverses et de taille variable. Deluzarche choisit de définir la probabilité
de rupture par rapport aux orientations des blocs : pour une valeur de N et d donnée, il définit
la probabilité de survie Ps d’un grain soumis à une contrainte de traction équivalente σ comme
le rapport entre le nombre d’essais pour lequel la résistance de traction équivalente σrup est
supérieure à σ et le nombre d’essais total pour toutes les valeurs de θ testées :
Ps(d,N, σ) =
nombre d’essais à d et Nconstants tels que σrup > σ
nombre d’essais à d et Nconstants
. (3.16)
Deluzarche s’inspire de Mc Dowell et Bolton [DOW98] qui considèrent la contrainte σN,d pour la-
quelle 37% des grains survivent comme représentative de la résistance des blocs. Marsal [MAR73]
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considère la charge de rupture moyenne. Ces deux quantités sont proportionnelles :
Frupmoy(N, d) =
∑
θ Frup(N, d, θ)
nombre d’essais à d et Nconstants
∝ σN,d.d2. (3.17)
Il dispose donc, pour chaque résistance de liaison N , d’une courbe Frupmoy ,N (N, d) = f(d).
L’intersection des faisceaux de courbes avec la courbe expérimentale bidimensionnelle de Marsal
Frupmoy = ηd
λ (figure 3.4) donne les valeurs des liaisons N en fonction de d. Cette courbe
expérimentale est obtenue à partir d’essais expérimentaux 3D, les paramètres 2D, ayant été
déterminés à partir des relations entre contraintes, forces de contact moyennes et tailles des
grains tels que :
F 3D = KM3D.σd
2, (3.18)
F 2D = KM2D.σd, (3.19)
où KM2D et KM3D sont des fonctions de la granulométrie du milieu, de la forme des grains et
de la densité. Avec la relation d’équivalence 2D-3D, les paramètres 2D s’écrivent :





les paramètres 3D étant calés sur les expérimentations de Marsal [MAR73].
Fig. 3.4 – Détermination de la résistance de liaison par intersection des faisceaux Frupmoy(N) =
f(d) avec la courbe expérimentale de Marsal d’après [DELU04]. Ainsi pour un bloc de 1m la
valeur de la liaison est d’environ 105 N.
Le choix des grains constitués de plusieurs particules pour simuler la rupture a été adopté
également par Cheng et al. [CHE03] dans le cas de sols (sables siliceux). Les grains ont été fabri-
qués en rassemblant des sphères élémentaires en structures "cristallographiques" et en donnant
à chaque sphère une probabilité d’existence de 0.8 (figure 3.5). La résistance globale des grains
est testée également entre des plaques parallèles soumise à un effort d’axe vertical. Les valeurs
des liaisons de contact ont été choisies de façon à obtenir les mêmes forces à la rupture que
celles données par les résultats expérimentaux. Les valeurs obtenues sont de l’ordre du Newton,
correspondant à des tailles de grains de l’ordre du mm (taille des sphères=0.2mm).
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Depuis quelques années, ce type de pratique pour rendre compte de la rupture des grains est
largement répandu [ROB01, CHE03, CHE04, . . .]1.
Fig. 3.5 – Tableau rassemblant 20 grains "typiques" utilisés pour les simulations de [CHE03].
3.4.2.2 Modèles cohésifs
Cohésion Les mécanismes de cohésion au sein d’un milieu granulaire peuvent être de natures
diverses. On peut citer en particulier la cohésion générée par la présence de matière liquide (ca-
pillarité) ou solide (joints solides) formant des jonctions entre les grains. On peut également
évoquer la cohésion due à des phénomènes électrostatiques : il s’agit de phénomènes d’attraction
ou de répulsion dus à la formation de dipôles entre des grains de faibles dimensions. Cet effet
s’évanouit rapidement dès que la distance entre les grains augmente. On se rend bien compte que
certains phénomènes de cohésion peuvent être négligés selon la taille des grains considérés : en
l’occurence, dans notre cas, où la taille des grains varie du centimètre au mètre, les phénomènes
de cohésion entre blocs rocheux dus à la capillarité sont de très faible intensité, et les phénomènes
électrostatiques inexistants.
On peut définir un comportement cohésif comme la faculté qu’ont deux particules en contact
de rester en contact sous l’effet de traction qui ne dépassent pas un certain seuil [CAM01]. Pour
la plupart des mécanismes de cohésion, on peut considérer qu’au dessus d’une certaine distance,
la force de cohésion entre les particules devient nulle. On peut citer par exemple, la loi de co-
hésion uniforme, qui impose une valeur seuil de cohésion −F0 (avec F0 > 0), constante pour les
distances inférieures à d0. Cette loi peut être définie comme entièrement réversible (figure 3.6)
ou non réversible, ou encore une hystérésis peut être introduite.
Il existe plusieurs mécanismes de cohésion entre particules d’un même milieu granulaire. Dans
le cadre de ce travail, dans la partie III, un bloc rocheux ou grain sera considéré comme un as-
1On note que la plupart de ces auteurs ont utilisé les logiciels du groupe Itasca.








Fig. 3.6 – Loi de cohésion uniforme.
semblage de particules liées par cohésion solide. Nous ferons l’hypothèse que les mécanismes de
cohésion capillaire entre particules à l’intérieur d’un bloc rocheux sont négligeables, et ceux entre
grains (ou blocs) sont inexistants même si le milieu est saturé. Nous nous concentrons donc par
la suite sur la description de lois et modèles discrets présents dans la littérature en rapport avec
la cohésion solide.
Modèles cohésifs La littérature concernant le phénomène de cohésion dans les méthodes d’élé-
ments discrets s’est enrichie depuis quelques années. Cependant, la plupart des modèles reposent
sur les méthodes d’éléments discrets dites "Smooth" : modèles de Pisarenko et Gland [PIS01],
Delenne [DEL02], Preechawuttipong [PRE02] (cité par [DEL02]), Martin et Bouvard [MART05],
Richefeu [RIC05] etc. Concernant le mécanisme de cohésion solide, qui peut être défini comme
l’existence de joint ou de liant solides entre les particules, la littérature est peu abondante. A
titre d’exemple, nous allons décrire le modèle 2D de cohésion solide proposé par Delenne et al.
[DEL04] et basé sur une méthode "Smooth DEM".
L’action d’un grain sur un autre peut être décomposé en quatre actions élémentaires : traction
ou compression Fn (suivant le vecteur normal ~n), cisaillement Ft (suivant le vecteur tangent ~t)
et Mγ couple (suivant le vecteur normal au plan des grains). La sollicitation d’un joint solide
est découplée en trois degrés de liberté correspondant aux actions mécaniques Fn, Ft et Mγ , et
sont respectivement la distance normale dn suivant ~n), la distance tangentielle dt (suivant ~t) et
la rotation γ (voir figure 3.7). La description des efforts est basée sur les déplacements relatifs,
en suivant la position des ancrages du lien cohésif sur les grains i et j. L’introduction des points
Ii et Ij matérialisent l’ancrage du joint cohésif entre les grains i et j.
Comme il s’agit d’un modèle qui sera implémenté dans une méthode d’éléments discrets
régulière, Delenne explicite les lois de comportement locales sous la forme linéarisée suivante : FnFt
Mγ
 = −





avec ψn, ψt, et ψγ les raideurs respectivement en compression, traction, et rotation. Pour les
méthodes de type Smooth DEM, l’intensité des forces de contacts est exprimée en fonction de
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Fig. 3.7 – Degré de liberté d’un joint solide. Les points Ii et Ij sont les points matériels dont les
positions sont suivies au cours du temps, [DEL02].
l’interpénétration et par les raideurs de contacts. Delenne et al. [DEL04] notent ψ+n la raideur
correspondant à la résistance en compression du joint et ψ−n celle correspondant à la résistance
en traction.
Sans vouloir être exhaustif, nous ajoutons que les actions mécaniques peuvent être exprimées de
manière différente dans la littérature par rapport à celle exprimées par [DEL02]. On trouve dans
Radjaï et al. [RAD00], l’expression de la force normale suivante : Fn = −ψ+n dn−ΓR1−α(−dn)α,
où R est le rayon réduit, ψ+n est une raideur, α est un paramètre compris entre 0 et 1, et Γ
représente l’énergie d’adhésion surfacique.
Le caractère fragile d’un joint solide est établi en définissant les seuils de rupture Fnrupt, ±Ftrupt,
±Mγrupt pour les sollicitations respectives de traction, cisaillement, et de couple. Les auteurs
supposent que la rupture en compression ne peut pas être atteinte.
Dans le cas de sollicitations composées, Delenne et al. [DEL04] ont proposé un critère de
rupture prenant en compte les trois degrés de liberté et les seuils de rupture associés. L’état de
sollicitation est défini par les forces Fn, Ft et le moment Mγ représentés dans un repère à trois
axes. Une surface limite ζ = 0, sous la forme d’une paraboloïde, est définie à partir des différents














rupt + 1 . (3.23)
La surface limite de rupture est présentée sur la figure (3.8).
Fig. 3.8 – Surface de rupture d’un joint solide, [DEL04].
La rupture intervient alors dès que le point donnant l’état de sollicitation se trouve sur la
surface limite de rupture, c’est à dire lorsque ζ = 0. Si le joint se rompt, celui-ci ne peut se
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reformer, et les particules en contact sont régies par des lois de frottement sec.
Ce modèle a été validé sur divers empilements de cylindres d’aluminium collés entre eux. Les
applications simulées à l’aide de ce modèle sont nombreuses : essais de rupture d’une poutre en
flexion, essais de fractionnement de milieux granulaires solides (par exemple, grains de céréales
voir figure 3.9), simulation du retrait et gonflement lors du séchage et de l’humidification, simu-
lations d’essais biaxiaux sur des milieux granulaires.
Ce modèle a fait ses preuves en permettant la simulation de nombreuses applications ; ce-
pendant l’application de cet outil dans un objectif de prévision requiert la connaissance ou la
caractérisation des lois de cohésion locales.
Fig. 3.9 – Simulation du retrait à intérieur d’une section de bois par Delenne [DEL02].
3.4.2.3 Autres modèles
Les modèles présentés ci-dessous rendent compte de l’existence de ruptures de grains en rem-
plaçant ces mêmes grains par un groupe équivalent de grains plus petits, lorsque les contraintes
à l’intérieur de ceux-ci dépassent un certain critère de rupture. Les modèles que nous recensons
sont proposés par Tsoungui et al. [TSO99] et Lobo-Guerrero et Vallejo [LOB05], celui de [LOB05]
étant inspiré de [TSO99]. Nous allons ainsi décrire dans la suite le modèle 2D de Tsoungui et al.
Le calcul des contraintes et des déformations à l’intérieur d’un grain soumis à un ensemble
de forces réparties de façon aléatoires n’est pas facile à évaluer numériquement et analytique-
ment. C’est pourquoi Tsoungui et al. [TSO99] assimilent la sollicitation (figure 3.10.a) à deux
forces concentrées perpendiculaires et orientées suivant les directions principales du tenseur de
contraintes σ définies par α (figure 3.10.b).
Tsoungui détermine ensuite l’état de contraintes à l’intérieur des grains à l’aide de la solution
de Hertz. Dans le cas du disque soumis à une compression simple suivant son diamètre (traction
indirecte) la solution de Hertz établit que la contrainte principale maximale est en traction au
centre du disque, et dans la direction perpendiculaire à la force maximale. La rupture est supposée
s’amorcer au centre du disque, à partir duquel une fissure transversale se propagerait selon la
direction principale majeure du tenseur des contraintes. Le calcul de la contrainte critique en
traction au centre se fait par superposition, en considérant indépendamment d’abord l’influence
de Fmax (associée à la contrainte principale majeure) puis de Fmin (associée à la contrainte





avec R rayon du grain.
D’autre part, le modèle de Tsoungui et al. [TSO99] impose que la rupture s’amorce si la contrainte























Fig. 3.10 – Forces exercées par l’extérieur sur la grain (a) et approximation par une sollicitation
biaxiale (b)
de traction à l’intérieur du disque dépasse une certaine limite (critère de non traction) quand :
σtraction ≥ σcrit(R) = K0
π
Rα−1 , (3.25)
K0 est une constante qui dépend de la nature du matériau, l’exposant α dépend de la dimension
du problème et du module de Weibull.
Pour décrire la fragmentation, Tsoungui remplace les grains dont la contrainte maximum en
traction est supérieure à la contrainte critique (Eq. 3.25), par un ensemble de 12 grains de diffé-
rentes tailles à l’intérieur du volume originel (figure 3.11). La masse initiale du grain est conservée
en plaçant le reste de masse à l’extérieur du grain concerné, et entre les grains environnant.
Fig. 3.11 – (a) Schéma de la configuration de rupture pour un matériau fragile et (b) type de
fragmentation de rupture utilisée dans les simulations numériques 2D de [TSO99].
Tsoungui propose également de fixer une taille limite au-dessous de laquelle les grains ne
peuvent pas se rompre. Cette limite est imposée plutôt pour réduire le temps de calcul que pour
reproduire un mécanisme physique particulier. Par cette mesure, Tsoungui et al. s’éloignent du
modèle de distribution de granulométrie de McDowell et Bolton [DOW98]. Ces simulations sont
effectuées à l’aide de méthode basées sur la dynamique moléculaire. En parallèle sont menés
des essais œdométriques sur des disques de plâtre afin de confronter expérimental et numérique.
Tsoungui et al. observent aussi bien expérimentalement que numériquement, que les ruptures
gagnent les grains ayant les plus faibles nombre de coordination, soit les plus petits, ce qui cor-
repond bien aux remarques déjà effectuées dans le paragraphe (2.5.2) du chapitre précédent. Les
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plus gros grains sont en effet plus difficiles à casser en raison d’une pression isotrope les affectant
due aux petits grains environnants.
Les principales idées de ce modèle sont reprises par Lobo-Guerrero et Vallejo [LOB05]. On
note quelques différences :
– Lobo-Guerrero et Vallejo imposent une limite dans le nombre de coordination Nc au-
dessus de laquelle les grains ne peuvent pas se rompre : seuls les grains avec un nombre de
coordination inférieur ou égal à 3 pourront se fracturer ;
– pour les grains dont Nc ≤ 3, l’état de contrainte aléatoire est assimilé à une compression
diamétrale du type de celui généré par l’essai Brésilien. Il n’y a pas cette fois-ci calcul des
directions principales et contraintes principales : on conserve seulement la valeur de l’effort
le plus élevé agissant sur le grain ;
– un grain dont Nc ≤ 3 pourra se rompre si :
σtraction > σcrit(R) = σcrit 1mmR
−1 (3.26)
avec σcrit 1mmR−1 la résistance d’un grain de rayon d’1 mm. Cette valeur est fixée par les
auteurs. R est le rayon du grain ;
– la masse n’est pas conservée : le grain rompu va être remplacée par un ensemble de 8 grains
de taille différentes. Avec ce modèle les auteurs précisent que la perte en masse n’est que
de l’ordre de 3%.
On notera que les résultats issus du modèle numérique de Lobo-Guerrero et Vallejo [LOB05]
sont confrontés aux résultats d’essais de cisaillement menés sur des grains de sucre. Le choix
d’un matériau modèle est encore une fois préféré à un matériau granulaire réel, en raison de la
limitation de la capacité de certaines machines d’essais. Les essais expérimentaux réalisés sont
en accord avec les simulations numériques issues de ce modèle numérique.
Bien que ce type de modèle semble donner des résultats corrects, nous pouvons remarquer
que le volume dans le modèle de [TSO99] ou la masse dans le modèle de [LOB05] ne sont pas
conservés : ceci aurait tendance à modifier notablement les résultats si le nombre de grains au
départ était élevé. Notons que dans ces deux simulations le nombre de grains initiaux est faible :
100 pour [TSO99] et 48 pour [LOB05], ce qui ne permet pas de généraliser à des systèmes plus
grands.
D’autre part nous pouvons souligner que les phénomène d’attrition ou d’épaufrement d’arêtes ne
peuvent être simulés, ces phénomènes ayant lieu bien avant que le critère de rupture imposé ne
soit atteint.
3.4.3 Prise en compte du comportement à long terme des roches
Alors que la simulation de la rupture par éléments discrets s’est banalisée, la littérature rela-
tant la simulation des effets du temps sur la rupture des milieux granulaires est peu abondante
à notre connaissance. Dans la suite, nous détaillerons le modèle développé par Tran [TRA06].
Le modèle de Tran [TRA06] reprend les travaux de [DELU04], en introduisant l’effet du
vieillissement du matériau et l’action du climat comme l’eau et le gel sur la rupture : le principe
du modèle de Deluzarche est repris (simulation rupture globale et épaufrement d’arêtes) avec
introduction du fluage. Tran se base sur le principe que la rupture de chaque bloc ou de chaque
aspérité du bloc aura lieu si sa résistance devient inférieure à une limite : pour chaque rupture de
bloc, il existe toujours un seuil de force ou de contrainte à partir duquel l’évolution de la résistance
du bloc commence. Ceci implique l’existence d’un seuil : il est appelé seuil d’activation. Quand le
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seuil n’est pas atteint, il n’y a aucune évolution de résistance. Il est défini deux seuils possibles,
un seuil à l’échelle du bloc et un seuil à l’échelle des aspérités. Le seuil d’activation est constant
au cours du temps. Plusieurs modèles sont proposés par [TRA06] pour simuler l’évolution de la
fissuration, ils sont présentés ci-dessous.
Modèle no 1 : Dans ce modèle, le type de contact simulé est différent par rapport à ceux
simulés par [DELU04], certaines particules se superposant peuvent s’éloigner progressivement,
faisant varier ainsi la surface de contact (parallel bonds). Dans le modèle de Deluzarche, la
rupture progressive était impossible (éloignement progressif impossible pour les particules), les
contacts cassaient brutalement.
L’idée de ce modèle se base sur la théorie de la propagation de fissure sous contrainte per-
manente [CHAR58] : les fissures s’ouvrent au cours du temps. Plus la surface de contact de-
vient petite plus les fissures s’élargissent. Il est défini une contrainte d’activation σa telle que
σa = β1σrupt où σrupt est la contrainte de rupture en traction à court terme et β1 permet de
définir le seuil d’activation.
L’évolution R du rayon de contact est exprimé comme suit :
R = R0 −R0 β3
∫ T
t=0








- σl est la contrainte maximale normale appliquée dans le parallel bond.
- σa est la contrainte d’activation avec σa < σrupt et donc β1 < 1. Il n’y aura plus d’évolution du
rayon de contact lorsque la contrainte appliquée σl sera égale à σa.
- σrupt est la limite à la rupture du contact en traction.
- β2 et β3 sont deux paramètres du modèle.
La même formule peut être utilisée en considérant une rupture en cisaillement du lien. L’évolu-
tion de rayon de contact peut entraîner la rupture de la zone cohésive en traction ou cisaillement.
Ce modèle simule la propagation des fissures au cours du temps sous contrainte, il prend en
compte l’évolution de la surface de contact entre deux particules d’un bloc, ce qui correspond à
une représentation assez proche de la physique réelle. Dans ce modèle, pendant l’évolution du
rayon de contact, la contrainte limite à la rupture reste toujours la même tandis que la contrainte
dans le contact s’accroît. Le temps nécessaire pour rompre la zone cohésive une fois le seuil dé-
passé est proportionnel à la contrainte dans la liaison.
Modèle no 2 : Le deuxième modèle reprend exactement le type de grains élaborés par Delu-
zarche. Dans ce modèle, le rayon de contact étant fixé, l’évolution de la fissuration se traduit
obligatoirement par une diminution de la résistance en traction et en cisaillement. Les seuils
d’activations sont définis en force : F sa et F
t
a (s pour cisaillement t pour traction) sont dé-
finis à partir du même paramètre β1 introduit précédemment, avec par exemple en traction
F ta = β1 ∗ F tlimite(T=0) avec F tlimite(T=0) limite initiale de rupture en traction. F tlimite(T=0) dépend
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du type de matériau, de la géométrie du bloc. La liaison se rompt lorsque les forces de contacts




L’évolution de la résistance d’un contact quelconque en traction est représentée de la manière
suivante :
F tlimite(T ) = F
t















- les paramètres β1, β2 et β3 ont les mêmes définitions que précédemment ;
- F t
appliquée(T=0) est la force appliquée en cisaillement sur la liaison de contact ;
- F t
limite(T ) est la limite de rupture en traction à l’instant T .
Modèle no 3 : Simulation de la rupture des arêtes
L’idée du modèle est de représenter en même temps une diminution de la surface de contact et
une dégradation au point de contact lors de la rupture des aspérités.
Ceci est traduit par :
– la diminution du rayon de la petite particule (on rappelle que les blocs sont composés de
petites particules en périphérie pour simuler l’angularité des blocs).
3 modes de réduction de rayon de la petite particule sont possibles : l’arête casse une seule
fois, l’arête casse une fois mais brutalement, l’arête casse plusieurs fois.
– le changement de propriété de contact : il s’exprime par l’augmentation de la rigidité nor-
male de la petite particule. Nous ne rentrerons pas ici dans les détails de la méthode DEM
de Cundall et Strack [CUN79].
La limite à la rupture des arêtes est définie également à partir d’un seuil d’activation, tou-
jours basé sur le même principe. Ce modèle représente la physique du phénomène d’épaufrement
d’arêtes : il rend compte de l’évolution des ruptures des aspérités des blocs au cours du temps.
Cependant ce modèle génère des temps de calcul importants d’après Tran [TRA06], et supérieurs
aux deux autres modèles.
Tran a réalisé des essais biaxiaux de fluage.
3.5 Conclusion-Discussion
Nous avons pu voir par la variété des différentes approches, que la prise en compte de la
rupture des grains devient incontournable dans la modélisation des milieux granulaires. La com-
plexité de ces phénomènes doit être prise en compte ; les modèles discrets s’avèrent avantagés
pour rendre compte de cette complexité car de nature ils intègrent des paramètres dont le sens
physique est clair. Ainsi on définit à chaque simulation, des paramètres géométriques des grains
et de l’arrangement (paramètres qui ont une grande importance dans le comportement méca-
nique de ces milieux), et des paramètres liés aux lois de contacts entre grains. Au contraire, la
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définition de modèles continus nécessite un certain nombre de paramètres dont le sens physique
est moins clair. On parlera alors d’approche phénoménologique abordée par les modèles continus,
car ils intègrent un certain nombre de paramètres calés sur des essais de références et non sur
des propriétés physiques.
Bien que les modèles discrets semblent les plus adéquats pour parvenir à modéliser le com-
portement des milieux granulaires, nous noterons cependant quelques limites de ces modèles :
il est en effet difficile d’obtenir des géométries de grains qui collent exactement aux géométries
réelles, et on reste encore limité par le nombre de grains modélisés pour limiter les temps de
calculs. Mais une des plus grandes limitations de ces modèles survient lorsqu’on fait le choix
d’une modélisation 2D : il n’est en effet pas évident de modéliser correctement le milieu avec
un modèle bidimensionnel. De par leur définition, les modèles bidimensionnels n’ont auncune
réalité physique. Il en découle que certaines comparaisons demeurent impossibles entre un mo-
dèle 2D et 3D : notamment les contraintes 2D et 3D sont incomparables et la comparaison des
formes, des granulométries s’avèrent peu évidentes [DELU04]. Il est donc difficile d’obtenir des
relations d’équivalence entre les paramètres géométriques d’assemblages 2D et 3D. La nature des
assemblages étant fondamentalement différente, il en découle des propriétés différentes en ce qui
concerne la cinématique d’assemblages 2D et 3D : la connexité d’un milieu 2D est fondamenta-
lement différente de celle d’un matériau 3D où tous les vides peuvent communiquer entre eux,
alors qu’en 2D il est possible de fermer un espace vide par une succession de grains en contacts
[DELU04].
Malgré ces obstacles inhérents à la modélisation bidimensionnelle, il ne faut pas pour autant
écarter ce type de modélisation car elle permet de simuler des phénomènes qui n’existent pas
dans un modèle continu, comme l’anisotropie, les plans de glissements, etc. La capacité des or-
dinateurs est également un obstacle qu’il faut prendre en compte avant d’aborder un travail.
Nous avons donc fait le choix d’un modélisation discrète bidimensionnelle pour aborder la
rupture des enrochements, de surcroît car nous allons étudier le comportement à long terme de
ces enrochements.
Nous avertissons le lecteur que les contraintes 2D seront données abusivement en Pa, la no-
tation correcte ici devrait être N/m.
80 Modélisation des roches, des barrages en enrochements et des milieux granulaires
Chapitre 4
Méthode Non Smooth Contact
Dynamics
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Nous avons choisi pour notre étude l’approche discrète en raison de la nature discontinue des
ouvrages étudiés. Cette approche est basée sur des calculs cinématiques permettant d’estimer le
mouvement des grains, et des calculs d’interactions au niveau des contacts, permettant d’estimer
les efforts de contacts entre les grains. Nous présentons ici brièvement les différentes méthodes de
modélisation discrète existant dans la littérature puis nous détaillerons la méthode Non Smooth
Contact Dynamics utilisée dans nos simulations qui seront présentées par la suite.
4.1 Méthodes de modélisation discrète
Il existe plusieurs méthodes permettant de simuler le comportement d’assemblages de parti-
cules1. Elles peuvent être classées en deux grandes familles : les méthodes dites Non Smooth
DEM et les méthodes dites Smooth DEM. Une classification détaillée a été faite par Cambou
et Jean [CAM01]. Ces méthodes ont le même cadre de départ : on considère un ensemble de par-
ticules parfaitement rigides. La différence majeure entre ces méthodes réside dans le traitement
des interactions de contacts entre éléments.
Le développement des méthodes par éléments dicrets voit le jour grâce aux travaux de Cun-
dall [CUN71, CUN79] : il s’agit de méthodes de type Smooth DEM. Dans les méthodes de type
Smooth DEM, les interactions entre grains sont décrites par des lois régulières au sens où elles
peuvent être décrites sous la forme d’une fonction. La nature des lois d’interaction conduit à au-
toriser numériquement une légère interpénétration des particules. Ces lois d’interactions, décrites
en partie par des raideurs de contacts, conduisent à introduire des paramètres de dissipation.
Ces lois permettent d’exprimer l’intensité des forces de contacts en fonction de l’interpénétration.
Enfin, la régularité de ces modèles permet une résolution explicite de l’équation de la dynamique.
Les méthodes de type Non Smooth DEM se distinguent de cette stratégie en traitant le
contact par l’intermédiaire de lois d’interaction non-régulières comme les lois de choc. Ainsi le
contact est réellement unilatéral.
L’objectif de ce chapitre est de préciser l’une des méthodes utilisant ce traitement, la méthode
Non Smooth Contact Dynamics (NSCD).
4.2 Méthode Non Smooth Contact Dynamics
4.2.1 Introduction
La méthode Non Smooth Contact Dynamics (NSCD), initiée par les travaux de Jean et
Moreau [MOR88, JEA92, JEA99], traite les milieux multicorps en interaction par une mise en
équation exacte des problèmes à liaisons unilatérales. Notamment, un traitement non régularisé
des conditions de contact unilatéral et de frottement sec de Coulomb est proposé dans cette
méthode. Elle utilise un schéma d’intégration implicite pour la discrétisation en temps et utilise
une détection explicite.
Les vitesses et réactions sont calculées au niveau local en tenant compte des lois d’interactions
entre corps.
Le principe général de cette méthode peut être résumé par les étapes suivantes :
1Dans ce chapitre, on parlera indifféremment de corps, grain, particule, élément.
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Boucles sur le temps

Evaluation des positions des corps avec prise en compte des sollicitations
Détection des contacts
Détermination des forces de contact
Nouvelles positions des corps
Dans notre cas, on va considérer un milieu granulaire représenté par un assemblage de par-
ticules parfaitement rigides, bidimensionnelles.
Nous décrivons par la suite les grandes étapes de la méthode NSCD. Les parties suivantes sont
largement inspirées des travaux de M. Jean [CAM01], M. Renouf [REN04], G. Saussine [SAU04].
4.2.2 Lois de mouvement
L’équation de la dynamique s’écrit de la façon suivante :
Mq¨(t) = Q(q, q˙, t) + P(t) + r (4.1)
avec q, q˙, q¨ qui correspondent respectivement à la position, la vitesse, et l’accélération d’une
particule à un instant donné. M représente la matrice de masse du système, Q(q, q˙, t) représente
les "termes gyroscopiques et centrifuges", et P(t) les efforts extérieurs explicitement connus en
l’absence de contact et r les forces de contacts.
Alors que peuvent intervenir des chocs entre particules, en présence de conditions unilatérales,
des discontinuités du champ de vitesse peuvent apparaître et l’accélération n’est ainsi pas définie.
Pour prendre en compte ces considérations, on préfère alors écrire l’équation (4.1) en termes de
mesures différentielles. Le système différentiel s’écrit :
Mdq¨ = Q(q, q˙, t)dt+ P(t)dt+ rdν (4.2)
où dt est une mesure de Lebesgue, dν est une mesure réelle positive et dq˙ représente la mesure
différentielle de q. r représente la densité d’impulsion de contact, c’est à dire la contribution
locale des impulsions exercées lors de la présence de contacts.
Nous renvoyons aux travaux de Moreau [MOR88] pour plus de détails concernant le cadre ma-
thématique permettant d’écrire le système différentiel.
4.2.3 Lois de contacts
La modélisation des contacts consiste à établir des relations entre les forces de contacts
à des grandeurs décrivant les phénomèmes complexes se produisant à la surface des grains.
Ces phénomènes peuvent être de nature mécanique (abrasion, épaufrement des arêtes de blocs
rocheux, etc.) ou physico-chimiques.
Pour décrire les intéractions au niveau des contacts entre grains, la mécanique non régulière
adopte des lois simples, à seuil, pour traduire une phénoménologie encore mal connue et complexe.
La non-régularité de la méthode NSCD se traduit par des lois de contacts raides, ayant des pentes
infinies.
4.2.3.1 Condition de Signorini (Unilatéralité)
L’unilatéralité s’exprime par le fait que deux corps ne se pénétrent pas. Cela se traduit éga-
lement par le fait que l’interstice g, reste positif g ≥ 0.
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On peut distinguer alors deux situations :
– absence de contact si g < 0 et RN = 0 ;
– contact si g = 0 et RN ≥ 0.
où RN est la composante normale de la réaction locale. Ceci peut être résumé par les conditions
de Signorini en interstice (relation de complémentarité, voir figure 4.1) :
g ≥ 0, RN ≥ 0, gRN = 0 (4.3)
On exclut ici les phénomènes de cohésion et d’attraction (action à distance).






Fig. 4.1 – Condition de Signorini
Dans la suite, nous noterons que (UN ,RN ), avec U la vitesse relative, respecte le graphe de
Signorini par la relation suivante :
Signor (UN ,RN ) (4.4)
4.2.3.2 Lois de choc
Il est utile de mentionner, que dans le cas de corps rigides, la condition de Signorini ne donne
pas d’information sur les variations de vitesse autour de l’établissement d’un contact. Il est donc
nécessaire d’introduire un élément supplémentaire, une loi de choc afin de décrire des phénomènes
"encadrant" la collision. Il est courant d’utiliser la loi de restitution de Newton, qui permet de
relier les vitesses relatives U avant (−) et apres (+) chocs par la relation : U+ = −eU - où e est
le coefficient de restitution. Le cas élastique correspond à e = 1, et le cas e = 0 correspond à une
restitution nulle au moment du choc.
Nous ne considèrerons à notre échelle aucune déformation élastique (restitution nulle) lors
des collisions. Dans le cas d’évolutions quasi-statiques, pour des échantillons denses, ce coefficient
de restitution n’a que très peu d’influence.
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4.2.3.3 Frottement de Coulomb
Le frottement de Coulomb exprime le frottement sec entre deux solides. Celui-ci a pour
caractéristique qu’il faille dépasser un certain un seuil dépendant de la réaction normale pour
déclencher le glissement.
La loi de Coulomb peut s’exprimer de la manière suivante (figure 4.2) :

‖RT ‖ ≤ µRN
Si UT > 0, RT = −µRN UT‖UT ‖




où µ répresente le coefficient de frottement. L’équation (4.5) exprime que, si un glissement se pro-
duit, le vecteur de la vitesse de glissement UT est opposé au vecteur de la force de frottement RT .
Il existe d’autres lois de contacts, qui sont décrites avec précision dans [CAM01]. Nous nous












Fig. 4.2 – Graphe de Coulomb
Dans la suite, nous noterons que (UT,RT ) respecte le graphe de Coulomb par la relation sui-
vante :
CoulµRN (UT ,RT ) (4.6)
4.2.4 Intégration temporelle : θ-méthode




de longueur hi s’écrit :
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















où ds est la mesure de Lebesgue.
Comme on a supposé que les particules étudiées étaient rigides et circulaires (problème plan),
les "termes gyroscopiques et centrifuges" sont nuls, ainsi que les forces intérieures dans chacun
des grains.







apparaît comme inconnue principale car elle va nous permettre de déterminer la vitesse après
chocs. La méthode d’intégration choisie, la θ méthode, s’apparente à une pondération des quan-
tités obtenues en début et en fin de pas, ce qui donne, pour les équations (4.7) :∫ ti+1
ti
P(t)dt = hiθP(i+ 1) + hi(1− θ)P(i)
q(i+ 1) = q(i) + hiθq˙(i+ 1) + hi(1− θ)q˙(i)
(4.9)
avec θ ≤ 1/2 pour permettre au schéma d’être inconditionnellement stable.
Par substitution des équations (4.8) et (4.9) dans (4.7), il vient :
q˙(i+ 1) = q˙free + (M
−1)hir(i+ 1) (4.10)
On note
q˙free = q˙(i) + (M
−1)hi(θP(i+ 1) + (1− θ)P(i))
et
q(i+ 1) = q(i) + hiθq˙(i+ 1) + hi(1− θ)q˙(i). (4.11)
4.2.5 Relation entre les variables locales et globales
Le principe de la modélisation ici consiste ici à considérer, pour tout contact potentiel, un
candidat au contact noté C et un antagoniste A. Par définition, l’antagoniste A porte le repère
local au niveau du contact, la normale de contact étant donc dirigée de l’antagoniste vers le
candidat.
La résolution du problème est effectuée à deux échelles, globale et locale. Les inconnues
fondamentales à déterminer sont les variables cinématiques en fin de pas et l’impulsion moyenne
(variables globales). Or les lois d’interactions sont locales, décrites par les variables locales (U,R)
à l’échelle du contact. Il est ainsi nécessaire de relier variables locales et globales. La vitesse
relative locale U˙ est reliée à la vitesse globale q˙ au niveau du contact α, telle que :
U˙α = H∗α(q)q˙ (4.12)
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où l’opérateur H∗ est une application linéaire dépendant du déplacement q et du temps t.
La relation duale entre les relations locales Rα et leur contribution dans leur repère global rα
s’écrit :
r = Hα(q)R (4.13)
où H est une application linéaire duale de H∗, avec H∗ = HT . L’opérateur Hα est construit
grâce à des considérations énergétiques.
La résolution du problème est ainsi effectuée à deux échelles, résumée sur la Figure 4.3.








Fig. 4.3 – Schématisation de la méthode NSCD
4.2.6 Résolution à l’échelle du contact
En utilisant les opérateurs de passage au repère local dans (4.10), l’écriture locale de l’équation
de la dynamique discrétisée est :





où nc est le nombre de contact, β est un contact tel que β 6= α et Wαβ = H∗α(M−1)Hβ , est
l’opérateur de Delassus.
Uα est la vitesse relative, et Uαfree représente le vecteur des vitesses relatives sans tenir compte
des efforts de contact.
La vitesse locale en un point de contact est donc estimée à partir de la somme de la vitesse libre
et des contributions des réactions de tous les points de contacts.
La résolution locale est faite contact par contact par un algorithme de type Gauss-Seidel
non linéaire. Cette méthode consiste à calculer la solution du problème de contact frottant pour
chaque contact α en supposant les valeurs des autres contacts connues. La résolution complète
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du problème se fera en balayant la liste des contacts jusqu’à convergence.
On va séparer la contribution du contact α où les réactions sont inconnues, des autres contacts
β 6= α où les réactions sont fixées. Plus précisément, au cours d’une itération de Gauss-Seidel, les
réactions correspondant aux contacts β < α sont les réactions calculées à cette même itération,
alors que pour les contacts β > α les réactions sont les réactions calculées à l’itération précédente.
L’équation (4.14) devient :








On a supposé les valeurs des réactions des contacts β 6= α fixées : on a ainsi une relation linéaire











on peut simplifier l’équation (4.15) :
Uα(i+ 1) = Uαlocfree +W
ααhiR
α(i+ 1) (4.17)
Le problème de contact frottant, pour un contact α, respecte ainsi le système suivant :












Dans le cas bidimensionnel, l’équation (4.18) peut être résolu par une intersection affine de
graphe.
4.2.7 Critère de convergence
Travaillant avec une méthode itérative, il est nécessaire de fixer un critère de convergence
afin de vérifier si la méthode a convergé vers une solution. Il existe différents critères permettant
d’analyser la précision de la solution. Le choix du critère est important, il doit être suffisamment
précis pour que la solution ait un sens, mais ne doit pas être trop strict afin d’obtenir des temps
de calculs raisonnables.
Les critères présentés ci-dessous sont introduits par Jean [JEA99] et possèdent un aspect énergé-
tique. A chaque itération du solveur Gauss-Seidel, le couple solution (R,U) obtenu ne satisfait
pas les équations de la dynamique puisque, à chaque couple (Rα, Uα), sont calculées avec des
valeurs provisoires des réactions locales.
Pour déterminer l’écart à la solution lors du test de convergence, nous allons calculer plusieurs
grandeurs intégrant une solution de référence définie par le couple (R̂α, Ûα). R̂α est en fait la
solution de l’itération précédente. On peut calculer, entre autres, les grandeurs suivantes, avec
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∥∥∥Uα − Ûα∥∥∥2 ∥∥∥∥12(hiRα + hiR̂α)
∥∥∥∥2 )) 12
avec wreac, l’énergie de référence due aux réactions, wmean, l’énergie de référence moyenne impu-
tée aux réactions, vtlonm et vtlonq respectivement les violations moyenne et quadratique, et Nactif
désigne le nombre de contacts transmettant une force non nulle. La violation moyenne permet
d’estimer la pénétration dans la direction de la réaction. Cet indicateur permet de vérifier que
la tolérance autorisée n’est pas accaparée par la pénétration.
Avec ces critères, il est possible d’estimer la précision de la solution soit contact par contact,
de manière globale sur l’ensemble des contacts, soit par paquets de N contacts. Dans le logiciel
LMGC que nous avons utilisé, il existe trois choix possibles liés au type de norme choisie pour
la convergence du solveur de contact :
– ’Quad’ : il s’agit d’une norme de type quadratique où une moyenne est réalisée sur tous
les types de contact. L’inconvénient de cette méthode est qu’elle permet aux contacts
’bien calculés’ de racheter les contacts ’mal calculés’ donc certains contacts peuvent donc
présenter une mauvaise convergence alors que la convergence globale a été statisfaite ;
– ’QM/16’ : cette norme implique une convergence plus rude car la moyenne est faite par
paquets de 16 points ;
– ’Maxm’ : on teste ici la convergence pour chaque point de contact. Le problème précé-
dent n’a plus lieu d’être mais le nombre d’itérations risque d’augmenter pour satisfaire la
convergence de chaque contact engendrant un temps de calcul qui peut être prohibitif.
4.2.8 Bilan
L’approche Non Smooth Contact Dynamics permet de traiter un problème d’intérac-
tions multicorps avec contact, frottement, et adhésion (pour l’adhésion, voir chapitre 6) sans
pénalisation et sans régularisation.
La résolution du problème de contact-frottement est effectuée à deux échelles :
– Au niveau global, l’équation de la dynamique discrétisée et linéarisée est résolue. Les va-
riables mises en jeu sont les vitesses q˙ et les réactions r.
– Au niveau local, la résolution des contraintes associés aux contacts est effectuée par un
solveur local de type Gauss-Seidel. Les variables mises en jeu ici sont la vitesse relative au
contact U et la réaction locale R.
Un schéma résumant la résolution du problème dynamique avec de contact-frottement avec l’ap-
proche NSCD et un solveur non-linéaire est présenté ci-dessous.
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
Boucle sur le temps i = i+ 1
Evaluation des positions q(i)
Calcul des vitesses libres q˙free(i)
Détection des contacts : détermination des repères locaux et des opérateurs de passage H et H∗
Itérations de Gauss-Seidel : k = k + 1 Résolution du problème de contact frottantBoucles sur les contacts α = α+ 1
Résolution du problème local : (Uα,Rα) à déterminer avec (4.18)
Test de convergence
Actualisation des positions q(i) et des vitesses q˙(i) avec (4.10) et (4.11)
Deuxième partie
Une modélisation discrète de
l’enrochement en blocs
Chapitre 5
Modélisation des effets de déjaugeage
et d’une diminution de coefficient de
frottement dû à l’eau
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5.1 Introduction
Cette partie est consacrée à l’étude de l’influence de l’eau sous deux de ses effets, sur un
milieu granulaire composé de bloc rocheux. Le milieu étudié se veut représentif d’une colonne
d’enrochements, maintenue par des parois rigides latérales, et progressivement remplie d’eau. Les
simulations effectuées sont en deux dimensions (2D), et les enrochements sont modélisés par des
disques rigides. Les simulations sont réalisées à l’aide de la plateforme de recherche LMGC90
(Logiciel de Mécanique Gérant le Contact).
Cette partie sera d’abord dédiée à l’étude de l’influence du déjaugeage sur l’évolution du
milieu granulaire. Nous traiterons ensuite l’influence d’une diminution du coefficient de frotte-
ment local en présence d’eau sur les tassements de cette même colonne. Nous évaluerons ainsi
l’influence de chaque changement lié à l’eau afin de quantifier l’influence de chaque contibution
de façon séparée.
Préalablement à l’évaluation des effets du déjaugeage et de la diminution du coefficient de frot-
tement avec l’eau, ces premières simulations sur cette colonne d’enrochements nous permettront
d’introduire les définitions relatives à certaines variables micromécaniques et macroscopiques ca-
ractérisant les milieux granulaires : ceci nous permettra de rendre compte du comportement local
et moyen des empilements.
5.2 Données initiales
On étudie les deux effets proposés sur le même échantillon de base. L’échantillon est généré
par un dépôt gravitaire d’environ 1000 grains. Le milieu est bidisperse : le diamètre Φ des grains
est pris égal à 60 cm et 1 m pour simuler les enrochements. La bidispersité dans la taille des grains
est introduite afin d’éviter la ’cristallisation’ des grains en un empilement régulier. On choisi de
fixer le coefficient de frottement à l’état sec entre deux grains µsec = 1 -valeur assez élevée- afin
de prendre en compte, dans une certaine mesure, l’angularité des blocs rocheux. Le coefficient
de frottement grain/paroi est pris égal à 1 également, ceci afin de réaliser un échantillon le plus
lâche possible, bien qu’étant conscients que la porosité 3D est toutefois impossible à approcher
avec des échantillons 2D. La largeur de la colonne est L = 15m et la hauteur finale obtenue est
H0 ≈ 31m. Les données de l’échantillon ainsi réalisé sont regroupées dans le tableau (5.1), et
l’échantillon généré est visible sur la figure 5.1.
Tab. 5.1 – Données pour la colonne d’enrochements
Taille des grains Φ = 60cm ou 1 m
Masse volumique des grains secs ρGsec = 2.65 kg/m
2
Dimensions finales de la colonne L = 15 m, H0 ≈ 31 m
Vitesse de remplissage V = 0.1m/s
Coefficient de frottement grain/grain sec µsec = 1
Coefficient de frottement grain/paroi µ = 1
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Fig. 5.1 – Visualisation de la colonne d’enrochements générée par dépôt gravitaire.
5.3 Introduction des variables micromécaniques et macroscopiques
pour l’étude des milieux granulaires : paramètres d’étude
Dans ce paragraphe, nous présentons les variables micromécaniques et macroscopiques choi-
sies pour étudier nos échantillons granulaires. La définition de grandeurs locales est nécessaire
pour écrire les grandeurs macroscopiques à l’échelle du milieu : il parait en effet difficile d’ana-
lyser les caractéristiques locales de chaque grain et travailler sur des valeurs moyennes est donc
primordial. Les informations obtenues localement vont être ainsi soumises à un traitement sta-
tistique ou à des moyennes qui vont ainsi permettre de calculer des grandeurs macroscopiques
à l’échelle du milieu. Nous introduisons dans cette partie quelques grandeurs macroscopiques
représentatives des milieux granulaire comme le tenseur des contraintes et le tenseur de texture,
etc. L’étude ne se veut cependant pas exhaustive, nous écrivons les définitions des grandeurs uti-
lisées1 dans le travail mené. D’autre part, nous n’abordons pas dans cette étude les problèmes liés
à la définition d’une volume élémentaire représentatif dans lequel les grandeurs macroscopiques
sont calculées : ce problème est largement traité dans [ODA99] par exemple, cité par [STA02a].
5.3.1 Compacité
On entend par compacité la fraction C du volume occupé par les grains Vp sur le volume





La variation de compacité est directement liée à la variation de volume (par unité de longueur
ici) ou à la déformation globale de l’échantillon. La compacité permet de définir si un échantillon
1Il est à noter que les définitions des grandeurs étudiées ne sont pas uniques dans la littérature.
2Nous donnons dans ce paragraphe la définition 3D des paramètres, le cas 2D étudié se réduit évidemment au
volume par unité de longueur.
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est dense ou lâche. La compacité est égale à 1 − n avec n la porosité du matériau granulaire et
est liée à l’indice des vides du matériau, noté ev, qui représente le rapport entre le volume des








Nous utiliserons l’indice des vides, indice courrament utilisé en mécanique de sols, dans le chapitre
8 afin de comparer expériences et simulations. Pour le reste de l’étude, et tout particulièrement
dans ce même chapitre, nous parlerons de compacité pour traduire le niveau de densification de
nos échantillons. Notons que le nom de fraction volumique φ est également donné à la fraction
Vp/Vt.
5.3.2 Nombre de coordination
Le nombre de coordination noté Nc, encore appelé coordinance est le nombre moyen de







avec Np nombre de grains total, et nci le nombre de contacts de chaque grain. Il donne une mesure
moyenne de la connectivité du réseau des contacts, ou en d’autres termes, une mesure moyenne
du nombre de grains voisins qui transmettent des efforts de contacts. A noter que dans un milieu
faiblement polydisperse la moyenne sera proche de 4 en 2D et 6 en 3D. A noter également que le
nombre de coordination et la compacité caractérisent tous deux la densité de l’échantillon, mais
ne sont pas corrélés au sens où l’on ne peut exprimer l’un en fonction de l’autre [REN04].
5.3.3 Tenseur des contraintes
Il existe de nombreuses définitions du tenseurs des contraintes pour un milieu granulaire en
équilibre ou quasi-équilibre [SAT98]. Nous adopterons une définition classique pour le tenseur
des contraintes, et en particulier celle donnée par [ROT81], qui exprime la contrainte moyenne
σ sur un échantillon de volume V contenant nc contacts, comme le produit tensoriel des forces









où Rαi est la composante i de la force au contact α, et l
α
j est la composante j du vecteur joignant
les barycentres des deux grains formant le contact α. A noter que cette définition n’est valable
que pour des évolutions quasi-statique, seules les contraintes issues de la transmission quasi-
statique sont prises en compte. Pour prendre en compte les efforts dynamiques il faut étendre
ces définitions. Pour notre étude, nous nous limiterons à cette définition (Eq.5.4), les évolutions
sont considérées comme quasi-statique, les contraintes liées au moment des grains en mouvement
étant considérées comme négligeables. Pour finir, remarquons que la prise en compte dans cette
définition des directions de contacts qui transmettent les forces permettent d’introduire l’aspect
géométrique de l’empilement dans le calcul du tenseur des contraintes [STA02a].
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5.3.4 Tenseur de texture et anisotropie
Le tenseur de fabrique, encore appelé tenseur de texture, reflète les caractéristiques géomé-
triques du réseau des contacts : il s’agit d’un tenseur d’ordre 2 qui réalise une statistique sur
les directions d’orientation des normales au contact n. Il permet ainsi de rendre compte de la
micro-structure, ou encore de la texture du milieu. Dans une volume V donné, où existent nc









avec nα le vecteur unitaire de la direction du contact α, i et j les directions de l’espace.
La densité de contacts P (θ) par unité d’angle en fonction de la direction de contact est donnée




(1 +A cos 2(θ − θc)) (5.6)
où A caractérise l’anisotropie de la texture et θc la direction privilégiée des contacts (associée à
la valeur propre principale de φ), ce qui nous permet d’exprimer l’anisotropie A du réseau par
la relation :
A = 2(ϕ1 − ϕ2) (5.7)
avec ϕ1 et ϕ2 = 1−ϕ1 les valeurs propres du tenseur de fabrique. La direction principale majeure
du tenseur donne la direction privilégiée des contacts, soit la direction d’anisotropie.
5.3.5 Réseau faible, réseau fort
Ce paragraphe vise à introduire brièvement les notions de réseau faible et faort et leur lien
dans la transmission des efforts dans un milieu composé de grains en contact. Nous étudierons
par la suite les spécificités de ces deux types de réseau.
La transmission des efforts à l’intérieur d’un milieu granulaire dense est assuré par le réseau
des grains en contacts. Celui-ci varie généralement avec la déformation du milieu même si il est
sollicité de manière quasi-statique. Il est peut être dissocié en deux sous-réseau : un réseau faible
caractérisant l’ensemble de forces de contacts inférieures à la force de contact moyenne 〈F 〉 et un
réseau fort caractérisant l’ensemble de forces de contacts supérieures à 〈F 〉. Ainsi on regroupe
les contacts en deux sous-populations, selon qu’ils transmettent une force de contact de mo-
dule inférieur ou supérieur à la moyenne. On parlera de "contacts faibles" s’ils transmettent des
forces de module inférieur au module moyen et de "contacts forts" s’ils transmettent des forces
de module supérieur au module moyen. Le réseau faible est plus important que le réseau fort :
les contacts faibles représentent environ 60 % des contacts [RAD96]. Les deux sous réseaux ont
des propriétés mécaniques bien différentes qui expriment une forte hétérogéneité dans le réseau
de contact global du milieu granulaire. Nous étudierons par la suite comment chacun contribue
au comportement de l’empilement.
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5.3.6 Remarque
D’autres variables peuvent être introduites pour étudier les milieux granulaires que celles
présentées précédemment : on pourrait utiliser, par exemple, le tenseur de déformation pour ca-
ractériser les milieux étudiés, la longueur de corrélation (une définition est donnée dans [CAM01]),
etc. Nous nous limiterons dans notre cas, à l’étude des paramètres définis précédement pour étu-
dier nos milieux, auxquels nous ajouterons une étude de variables complémentaires lorsque cela
sera nécessaire, et qui seront adaptées au problème considéré.
5.4 Influence du déjaugeage
Des simulations par éléments finis sur des modèles élasto-plastiques prenant en compte la
poussée d’Archimède prédisent un soulèvement de la masse granulaire en raison du soulagement
des contraintes de poids propre en présence d’eau. Ceci n’est évidemment pas observé lorsque
la recharge amont d’un barrage à noyau central est submergé : on observe une contraction qui
génère des tassements aussi bien au niveau de la recharge en enrochements, qu’au niveau de la
crête. L’étude de la prise en compte des efforts de déjaugeage sur un empilement de bloc rocheux
simulé de façon discrète parait ainsi nécessaire afin de comparer les deux approches.
5.4.1 Prise en compte des efforts de déjaugeage dans le modèle discret
L’intégration des efforts exercés par l’eau sur un grain immergé se réduit à une force verticale
dirigée vers le haut : la poussée d’Archimède. La prise en compte des efforts de déjaugeage
conduit ainsi à diminuer la masse volumique des grains secs par la masse volumique de l’eau si
le grain est totalement immergé, alors ρGhum = ρGsec − ρwater, et si le grain est partiellement
submergé nous réalisons une interpolation linéaire avec la hauteur d’immersion du grain pour
obtenir la masse volumique du grain partiellement immergé (Figure 5.2). Dans cette étude, la
porosité interne des roches est négligée ; de cette façon nous ne prenons pas ici en compte toute












Fig. 5.2 – Calcul de la masse volumique déjaugée d’un grain.
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5.4.2 Résultats
Pour analyser les réarrangements dans le milieu, nous avons évalué l’énergie dissipée par
les contacts. Cette énergie est la somme sur les contacts glissants k, du produit de la réaction





α étant le nombre de contact, et les contacts glissants sont les contacts dont leur état mécanique
est sur le cône de Coulomb3.
Comme on peut le voir sur la Figure 5.3(a), l’évolution de l’énergie dissipée est irrégulière tandis
que l’eau remplit progressivement la colonne. Elle prend cependant un peu plus d’importance
une fois dépassé 2/3 du remplissage. Cette évolution irrégulière est aussi visible dans les fluctua-
tions de l’énergie cinétique présentée sur la figure 5.3(b). Ces fluctuations reflètent la succession
de déstabilisations à l’intérieur de la colonne. L’énergie cinétique calculée est composée d’une














Ces variations d’énergie cinétique sont le signe que les réarrangements, même faibles en intensité,
opèrent très certainement par une combinaison de translations et de rotations de grains.





































  (b) 
Fig. 5.3 – Evolution de l’énergie dissipée par les contacts (a) et de l’énergie cinétique (b) pendant
le remplissage.
Nous étudions les variations de compacité pour évaluer les réarrangements à l’intérieur de la
colonne d’enrochements. Bien que nous observons des signes de réorganisations à l’intérieur de la
structure pendant le remplissage, ces fluctuations sont peu nombreuses et faibles en amplitude.
Comme on peut l’observer sur la figure 5.4 présentant l’évolution de la compacité C par rapport
à la compacité initiale C0, le milieu granulaire semble se dilater à la fin du remplissage. Cette
3Nous détaillerons plus amplement cette définition dans la partie 5.5.2.
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augmentation de volume est cependant très faible et du même ordre de grandeur que la précision
numérique du calcul : il est donc difficile de conclure sur ce résultat. Le nombre de coordination
diminue également pendant le remplissage. Ceci est en accord avec le précédent résultat mais ici
aussi la différence entre le nombre de coordination initial et final est peu significative (3.26 au
départ contre 3.20 au final).
La variation entre les grandeurs initiales et finales étant peu significative, nous ne pousserons









Fig. 5.4 – Evolution du ratio C/C0 pendant le remplissage.
pas plus loin l’étude du milieu granulaire. Les évolutions des grandeurs étudiées, peu marquées,
nous permettent conclure que les forces de déjaugeage ont un effet négligeable sur les réarrange-
ments des blocs, et sur les tassements de la colonne d’enrochements, lorsque seules les forces de
déjaugeage sont prises en compte lors de l’introduction de l’eau [SIL07a].
5.5 Influence du frottement local
Nous avons vu dans la partie (2.7.3) que le coefficient de frottement local diminuait généra-
lement en présence d’eau. Celle-ci favorise en effet les phénomènes d’attrition et d’abrasion lors
du contact, ainsi que la lubrification générée au niveau des blocs en contacts. Le travail suivant
vise à évaluer l’amplitude des tassements générés par une diminution du coefficient de frottement
local en présence d’eau sur la colonne d’enrochements. Avant d’atteindre ce but, nous proposons
d’étudier localement et macroscopiquement les changements liés à cette variation de coefficient
de frottement.
5.5.1 Prise en compte de coefficients de frottement sec et saturé
Nous avons implémenté une loi à coefficient de frottement variable en fonction de la nature
du contact : nous avons introduit alors µsec le coefficient de frottement à l’état sec et µhum le
coefficient de frottement à l’état saturé, pour les contacts situés au dessous du niveau de l’eau
Hw. Le changement de coefficient de frottement se fait donc au niveau du front de l’eau. Le
graphe de Coulomb résultant peut être visualisé sur la figure 5.5. Dans cette étude, nous réali-
sons une étude paramétrique avec 5 valeurs de µhum : 0, 0.1, 0.2, 0.5, 0.7. Les deux dernières
valeurs du coefficient de frottement saturé sont nettement plus réalistes comparées à la valeur

















Fig. 5.5 – Graphe de Coulomb d’un matériau sec et saturé.
élevée du coefficient de frottement sec choisie. Cependant, les premières valeurs nous permettront
d’amplifier les phénomènes de glissements et réarrangements afin de saisir clairement leur nature
et leur localisation dans la structure pendant le remplissage.
5.5.2 Mise en évidence de l’activité dynamique
Nous commençons par analyser le système en prenant µhum = 0.1 afin de mettre en évi-
dence les phénomènes liés à un changement de coefficient de frottement en présence d’eau. Bien
conscients que cette valeur soit très peu réaliste, cela va nous permettre d’une part, de localiser
les réarrangements attendus, d’évaluer leur amplitude, d’identifier leur nature, etc. afin de les
situer par rapport à des résultats émanant d’un modèle éléments finis de colonne d’enrochements,
et, d’autre part, cette étude va permettre l’étude des variables micro-mécaniques et macrosco-
piques associées aux milieux granulaires introduites précédemment. Nous étudierons ainsi dans
ce paragraphe entre autres, les variables relatives à la déformation globale de l’échantillon, aux
contraintes, et à la mobilisation du frottement inter-granulaire.
Compacité et coordinance
Nous étudions les variations de compacité pour évaluer les réarrangements à l’intérieur de la
colonne d’enrochements. L’évolution de la compacité durant l’essai par rapport à la compacité
initiale C0 est présentée sur la Figure 5.6(a). On peut observer que le système se contracte de
plus en plus tout au long du remplissage avec l’introduction du coefficient de frottement saturé
aux points de contacts. Nous pouvons remarquer que l’évolution n’est pas linéaire, la compacité
évolue plutôt par "saut" : il apparaît ainsi qu’une succession d’évènements intermittents, qui
correspondent à des déstabilisations locales à l’intérieur de la colonne -dues à la mobilisation de
la diminution de friction entre grains, donnent lieu à des sortes de "crises" dynamiques où les
grains se réarrangent entre elles.
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Les variations de coordinance Nc observées sur la Figure 5.6(b) sont compatibles avec la
contraction observée précédemment : l’augmentation de la coordinance traduit une augmenta-
tion de la connectivité du réseau des contacts.






























Fig. 5.6 – Evolution de la compacité adimensionnée (a) et du nombre de coordination pendant
le remplissage (b). Hw représente le niveau de l’eau, H0 représente la hateur de la colonne.
Nature des réarrangements
Afin de préciser la nature de ces réarrangements (s’agit il de tassements verticaux de grains ?
Ou bien une composante rotationelle fait elle également partie de ces réarrangements ?), nous
avons calculé la somme des déplacements verticaux de tous les grains moyennée par le nombre de
grains de l’échantillon (Figure 5.7.b). Nous avons fait de même avec les rotations subies par les
grains (Figure 5.7.c). Ces grandeurs sont comparées à l’énergie cinétique générée par les réarran-
gements (Figure 5.7.a). Pendant le remplissage, on observe ainsi que la compacité, aussi bien que
le tassement moyen et la rotation moyenne des grains évoluent par une succession de "sauts" de
plus ou moins grande amplitude, et en corrélation directe avec les pics d’énergie cinétique. Ces
résultats sont donc le signe que les réarrangements sont constitués, au moins, d’une composante
de translation verticale et d’une composante de rotation. D’autre part, ces pics confirment bien la
présence de "crises" dynamiques locales au sein de l’échantillon où s’opèrent les réarrangements,
qui sont également illustrées par l’émergence de contacts critiques, dont nous allons parler dans
la paragraphe suivant.
Frottement inter-granulaire et contacts critiques
Les interactions de frottement entre les grains sont dictées par une loi de frottement de
Coulomb simple non régulière, liant la vitesse de glissement Ut des grains en contact à l’intensité
de la force de frottement RT . Cette intensité est bornée par le seuil de Coulomb, qui dépend de
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Fig. 5.7 – Evolution de l’énergie cinétique et de la compacité (a), de la moyenne (b) des rotations
et (c) des déplacements verticaux cumulés durant le remplissage pour µsat = 0.1.
la force normale au contact RN et d’un coefficient de frottement µ entre les grains. La relation
RT ∈ [−µRN , µRN ] est constamment vérifiée, et impose à la force R = RNn + RT t de se
trouver dans le cône de Coulomb.
Nous pouvons donc distinguer les contacts suivants qu’ils transmettent une force à l’intérieur
strictement du cône de Coulomb, ou dessus exactement. Quand un point mécanique représentatif
des efforts au contact est sur le seuil nous avons |RT | = µRN , alors le seuil de frottement est
atteint, et le contact ne peut supporter aucun incrément de charge déviatorique sans qu’un
glissement entre les grains n’en résulte. Ces contacts étant sources d’instabilités locales, sont
appelés contacts critiques. On les appellera aussi, par la suite, contacts "glissants". On considère
comme critique à un ǫ près un contact tel que :
RT
RN
= µ(1− ǫ) (5.10)
avec ǫ = 10−3.
Comme le fait remarquer Staron [STA02a], qui a analysé des simulations réalisées grâce à un
algorithme de dynamique des contacts, le nombre de contacts sur le seuil de Coulomb est très
dépendant de la régularisation utilisée pour l’implémentation de la loi de frottement : l’étude de
la mobilisation du frottement ne peut reposer uniquement dans ce cas sur l’existence du seuil de
Coulomb, il faut tenir compte également de la raideur de la loi, alors qu’avec la dynamique non
régulière, il est possible de distinguer de façon univoque les contacts où aucun mouvement de
glissement n’est possible de ceux pour lesquels le glissement est probable.
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Densité de contact critique
Pour caractériser la mobilisation du frottement dans un empilement de grains composé de
N contacts, nous calculons la proportion de contacts critiques dans le volume (par unité de
longueur) occupé par les grains, définie par le rapport du nombre de contacts critiques Ncrit sur





Ainsi si on trace la densité de contacts critiques (Figure 5.8) au fur et à mesure du remplissage,
on se rend compte tout d’abord que la proportion est importante tout au long du remplissage,
ce qui n’est pas surprenant vue la faible valeur de µhum. Ces fortes fluctuations tout au long de
l’essai ne nous permettent pas de corréler facilement les glissements de grains aux pics d’énergie
cinétique. Pour bénificier d’un graphe plus lisible, nous présentons la Figure 5.9, où la valeur
du coefficient de frottement saturé pendant le remplissage est plus réaliste (µhum = 0.7). Les
fluctuations de la densité des contacts critiques sont alors bien corrélées avec les pics d’énergie
cinétique. Dans ces périodes, le matériau se réorganise ; la diminution du coefficient de frottement
facilite le glissement de grains les uns sur les autres et ceux-ci pourront perdre ensuite le contact.
Comme la fraction baisse à certains moments de l’essai, il semble alors que les contacts critiques
soient renouvelés en partie durant le remplissage, bien que cette proportion semble augmenter
en moyenne durant l’essai.











Fig. 5.8 – Evolution de la densité des contacts critiques ν durant le remplissage pour µhum = 0.1.
Direction des contraintes
Nous présentons ici (Figure 5.10) seulement l’évolution de la direction principale ψ du tenseur
des contraintes4 tout au long du remplissage. Au début de l’essai les contraintes sont orientées
dans le sens de la gravité à ≈ 90˚à quelques degrés près. Au fur et à mesure du remplissage la
direction d’orientation de la contrainte principale majeure varie d’une amplitude généralement
de l’ordre de 20 à 30˚, que l’on attribue aux réarrangements locaux. Par contre des changements
importants dans l’orientation de la contrainte principale sont observés de manière occasionnelle
et ponctuelle pour certaines hauteurs d’eau, qui correspondent à des périodes d’intense activité :
4Il s’agit de la direction principale du tenseur des contraintes moyen et non la moyenne des directions principales
locales.
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Fig. 5.9 – Evolution de l’énergie cinétique (a) et de la densité des contacts critiques ν (b) durant
le remplissage pour µhum = 0.7.
il est possible que ces changements de direction soient dûs à une redirection des efforts vers les
parois, ce qui est classique pour les milieux granulaires en présence de gravité. A cause des effets
de voûtes, le poids des grains ne se propage pas verticalement. Il est au contraire dévié en partie
par les parois, qui par friction, en supportent une partie. Et il suffit d’une petite perturbation, tels
des réarrangements locaux, pour modifier le chemin emprunté par les efforts. Malgré ces grandes
variations d’amplitude mais qui restent ponctuelles, nous garderons en tête qu’en moyenne les



















Fig. 5.10 – Evolution de l’angle ψ entre la direction principale majeure du tenseur des contraintes
et l’horizontale.
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Localisation des réarrangements locaux : analyse par couche
Une dernière question concerne la localisation des réarrangements locaux à l’intérieur de la
structure. Pour cela, nous avons ciblé l’étude au moment d’un pic d’énergie cinétique où l’activité
est la plus intense. Afin de différencier le comportement des couches successives de l’empilement,
le milieu granulaire a été divisé en 16 couches parallèles, et chacune des couches a une épais-
seur égale à 2Φmax, Φmax étant la diamètre maximum des grains. Chaque couche est définie par
des frontières inférieures et supérieures fixes, sauf la couche supérieure pour laquelle la frontière
supérieure est la surface libre. A chaque couche correspond une altitude équivalente de la colonne.
On choisit 4 temps pour décrire l’évènement (Figure 5.11.a) : t1 et t2 sont choisis avant le
pic, t3 correspond au maximum du pic, et t4 est pris juste après le pic. Nous avons calculé la
moyenne des rotations et des déplacements verticaux par couche à chaque t sur les Figures 5.11(b)
et (c). Le temps de référence t1 coprrespond à une hauteur d’eau Hwater = 13.05 m. Concernant
la localisation de ces réarangements dynamiques, il apparaît clairement que la majeure partie
d’entre eux s’opèrent au niveau de la hauteur d’eau ou en dessous de celle-ci. Il semblerait
ainsi qu’une fois que les couches granulaires se sont réarrangées, celles-ci après tassements se
stabilisent, et n’évoluent plus par la suite.
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Fig. 5.11 – Evolution pendant un pic d’énergie cinétique (a) des rotations (b) et des déplacements
verticaux moyens (c) pour diférentes altitudes dans la colonne. Chaque altitude représente une
couche dans la colonne, celle-ci étant divisée en 16 couches.
On peut légitimement se demander si la prise de compte de formes plus réalistes donnerait le
même ordre de grandeurs de tassements qu’avec l’artifice que l’on a utilisé pour tenir compte de
l’angularité des blocs (coefficient de frottement élevé). On aurait envie de penser au premier abord
que les formes circulaires permettent plus facilement les réarrangements ; mais il est possible que
les formes angulaires qui induisent localement plus facilement des concentrations de contraintes,
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générent ainsi des moments déstabilisant ainsi l’équilibre local. Comme nous n’avons pas vérifié
cela, nous maintiendrons l’hypothèse que l’utilisation d’un coefficient de frottement à l’état sec
élevé rend compte au premier ordre de la phénoménologie opérant lors des réarrangements.
5.5.3 Texture, corrélation force-texture, réseau faible et réseau fort
Nous abordons ici les caractéristiques liées à la texture de l’empilement, à savoir les ca-
ractéristiques géométriques des contacts et la transmission des forces induites par le caractère
multi-contacts de l’échantillon granulaire. Des corrélations possibles entre les forces de contacts
et la texture de l’échantillon seront ensuite brièvement introduites. Ces caractéristiques permet-
tront de mettre en valeur entre autres, les grains affectés lors des réarrangements, question à
laquelle nous n’avons pas encore répondu.
Transmission des forces
La texture peut être caractérisée, comme on vient de l’énoncer, par l’intensité des forces
transmises entre les grains d’un même milieu. La distribution statistique des modules de forces
de contact F dans l’échantillon est reportée sur la Figure 5.12. Notons que les forces de contact ont
été renormalisées en fonction de leur distance à la surface libre h où h = ysurf. libre − ygrain avec
ysurf. libre et ygrain les altitudes respectivement de la surface libre et de chaque grain (l’origine
du repère est pris à la base de l’échantillon). Cette renormalisation des forces en fonction de la
profondeur permet de nous rapprocher de la configuration de systèmes homogènes, non soumis à
des forces gravitaires, ce qui permettra de comparer aux travaux de la littérature. Nous calculons
ainsi le module des forces transmises par les contacts normalisé par la position h, elle même
normalisée par le diamètre moyen des grains. La Figure 5.12 reporte la densité de probabilité
des forces normalisées F en fonction de leur distance à la surface libre et divisées par le module
moyen des forces normalisées 〈F 〉. Par définition les forces telles que F/ 〈F 〉 < 1 représentent
les forces faibles, et celles telles que F/ 〈F 〉 > 1 sont représentatives des forces appartenant au
réseau fort.
Nous vérifions que la distribution statistique des forces obéit aux lois suivantes :
P (F ) =
{
P (1)F−α si F/ 〈F 〉 < 1
P (1)eβ(1−F/〈F 〉) si F/ 〈F 〉 > 1 (5.12)
avec α ≈ 0.9 et β ≈ 1.4 en première approximation. Notons que les valeurs de F peuvent at-
teindre jusqu’à 6 ou 7 〈F 〉 dans nos empilements, ce qui illustre la grande variabilité de leur
intensité. Nous avons omis sur cette figure les forces telles que F/ 〈F 〉 > 3 en raison d’un manque
de statistique pour ces valeurs de forces. Les lois obtenues sont en accord avec celles obtenues à
partir de simulations numériques de cisaillement [STA02a]. Notons que dans notre cas, l’expo-
sant α est supérieur à la valeur α = 0.3 traditionnellement obtenue, qui peut s’expliquer par le
nombre peu élevé de grains dans l’échantillon. Ces résultats sont retrouvés également dans le cas
de distribution statistique de forces normales dans des échantillons également cisaillés [RAD96,
RAD99]. Ces résultats confirment que la distribution statistique des forces dans un milieu granu-
laire est une caractéristique robuste. L’information importante est la valeur moyenne F/ 〈F 〉 = 1
sépare deux distributions statistiques, ce qui permet de distinguer deux populations de contacts
par l’intensité des forces qu’elles transmettent [RAD98a]. Certaines propriétés mécaniques rela-
tives à ces deux sous-populations seront étudiées dans la suite.
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Fig. 5.12 – Distribution statistique des modules de forces renormalisées.
Texture du réseau géométrique des contacts
Nous reportons ici les probabilités de directions de contacts en début (a) et en fin (b) de
remplissage (Figure 5.13). Ces probabilités sont évaluées en calculant le tenseur de texture φ
(Eq.5.5). Ces distributions montrent tout d’abord que l’état initial n’est pas isotrope, en raison
du dépôt effectué par gravité. Cette anisotropie est cependant faible initialement (aini = 0.04),
et va peu évoluer globalement pendant l’essai : les variations de l’anisotropie sont bornées entre
0.01 et 0.06 pendant le remplissage et afinal = 0.03. On vérifie sur la Figure 5.13 que le milieu
est peu anisotrope, et que l’anisotropie globale semble avoir diminué.


















Fig. 5.13 – Distribution angulaire (π-périodique) des directions de contact au début du remplis-
sage (a) et à la fin du remplissage (b).
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Corrélations force-texture
Malgré les faibles variations de la texture de l’échantillon entre l’état initial et final, il est
possible de faire ressortir des zones et des périodes durant le remplissage pendant lesquelles les
efforts à l’intérieur de la colonne sont redistribués de façon notable : ces périodes de redistribu-
tion des efforts correspondent généralement aux périodes de "crises" évoquées précédemment.
La figure 5.14 présente les variations du réseau des efforts au moment de la crise étudiée précé-
dement. Tout d’abord, ces figures montrent la co-existence du réseau des forces fortes et faibles :
on observe des longues chaînes de forces dont le squelette traverse tout l’échantillon et qui rend
prisonnier le réseau faible, isolé en réseaux locaux. Les figures 5.14 (a) et (b) sont choisies res-
pectivement avant le pic, soit à t2, et après le pic, à t4 (voir Figure 5.11 pour la défintion des t).
On observe entre autres, de façon assez nette, un changement dans la transmission des efforts
par changement des appuis aux parois et changement des grains porteurs des forces dites fortes.
Il existe toujours des zones isolées, écrantées par le réseau fort et porteuse du réseau faible. Ce
sont principalement au niveau de ce type de zones, instables, porteuses du réseau faible, que
surviennent les glissements entre grains. Ceci est vérifié sur la figure 5.15. On y trace la densité
de contats critiques ν en corrélation avec ξ. La variable ξ définie ici permet d’étudier les forces à
l’intérieur du milieu séparées en sous-réseaux avec des intervalles d’étude de tailles réduites. Ceci
permet donc d’étudier la contribution des différents niveaux de force, de rendre compte ainsi de
l’hétérogéneité des forces transmises, au lieu d’étudier le milieu de manière globale, gommant les
inhomogénéités. Les sous-réseaux de contacts se distinguent par la force maximale qu’ils peuvent
supporter de valeur maximale seuil égale à ξ. ξ varie entre 0 et la plus grande force supportée
par les contacts dans l’échantillon Fmax ech. Ainsi quand ξ → Fmax ech (ou quand ξ → ∞), ce
réseau s’indentifie au réseau de l’ensemble des contacts [CAM01], on obtient alors le compor-
tement global de l’échantillon pour la variable étudiée (ici la densité de contacts critiques). On
aura ainsi, pour la densité de contacts critiques plusieurs réseaux ξ partiels. On fera référence,
comme le propose Radjaï [RAD98a, RAD98b, RAD99, CAM01], au "réseau ξ" pour désigner ces
sous-ensembles de forces.
Nous avons tracé sur la figure 5.15 l’évolution de la densité partielle de contacts critiques
ν(ξ), en fonction de la fraction ξ/ 〈F 〉 pour les 4 temps définis sur la Figure 5.11. Cette figure
nous permet d’une part de visualiser l’évolution de la fraction de contact critiques autour du pic :
nous confirmons ainsi que c’est l’augmentation de la fraction critique lors de cet évènement qui
est responsable des réarrangements. D’autre part, cette figure permet de mettre en évidence que
les contacts critiques sont majoritairement portés par le réseau faible, i.e tel que ξ/ 〈F 〉 < 1, ce
qu’on retrouve également dans [RAD98a, STA02a], etc. La dissipation a lieu donc principalement
dans le réseau faible, à 87% pour t2 et à 90% pour t3. Les contacts dans le réseau fort sont donc
essentiellement adhérents (soit sans glissement).
Enfin, la définition du "réseau ξ" va nous permettre de corréler les forces et les directions
de contact par l’intermédiaire de l’anisotropie du réseau des contacts. On calcule ainsi pour des
valeurs de ξ croissantes les anisotropies partielles A(ξ) associées aux tenseurs de texture partiels
φ(ξ). Rappelons que A(ξ) = φ1(ξ)−φ2(ξ) avec φ1(ξ) et φ2(ξ) sont les valeurs propres des tenseurs
de texture partiels. La densité de probabilité de trouver un contact dans la direction θ dans le
"réseau ξ" est donné par [RAD98a] :
P (θ, ξ) ≈ (1 +A(ξ)cos2[θ − θc(ξ)]) (5.13)
où A(ξ) est une grandeur positive, et l’on note A′(ξ) = A(ξ)cos2[θ− θc(ξ)]. Il se trouve [CAM01]
que les axes du tenseur de texture φ(ξ) ne tournent pas avec ξ. Alors θc(ξ) est égale à θc(∞)
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(a) (b)
Fig. 5.14 – Réseaux des efforts "forts" (en rouge) et "faibles" (en bleu) avant (a) et après (b)
le pic d’énergie cinétique étudié. L’épaisseur du trait est proportionnel au module de la force
transmise.
ou à θc(∞) + π/2. En fixant θc(ξ) = θc(∞) = π/2, i.e. la direction de compression due aux
forces gravitaires, A′(ξ) devient positive quand la direction d’anisotropie est parallèle à l’axe
de compression, alors que A′(ξ) négatif signifie que l’axe d’anisotropie est orthogonal à l’axe
de compression. La figure 5.16 montre l’amplitude de l’anisotropie A′(ξ) en fonction de ξ. On
rappelle que l’anisotropie initiale n’est pas nulle. Sur la figure 5.16 on voit que l’anisotropie est
négative pour ξ/ 〈F 〉 < 1. Sa direction est donc orthogonale à l’axe de compression, les contacts
faibles sont donc orientés perpendiculairement à l’axe de la gravité. Pour des valeurs plus éle-
vées de ξ, c’est à dire en ajoutant des forces de contacts de plus en plus élevées, l’anisotropie
devient moins négative, change de signe, prend une valeur positive, et atteint asymptotiquement
sa valeur totale A(∞). Ceci montre que les contacts qui portent des forces supérieures à la force
moyenne, sont orientés préférentiellement parrallèlement à l’axe des contraintes et que les forces
fortes donnent une contribution positive à l’anisotropie totale. Ceci signifie que leur contribution
positive à l’anisotropie compense la contribution négative apportée par les contacts faibles, bien
qu’étant moins nombreux (leur proportion est de 40% de façon robuste) Ces résultats sont re-
trouvés dans les références citées précédemment. Peu de différences sont visibles avant/après le
pic.
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Fig. 5.15 – Evolution de la densité des contacts critiques ν(ξ) pour les différents temps t1, t2,
t3, t4 en fonction de ξ/ 〈F 〉 (voir définition dans le texte).
Récapitulatif
Cette étude a permis de mettre en évidence certaines corrélations entre forces et texture, à
savoir l’existence d’une direction d’orientation de contact perpendiculaire au chargement pour le
réseau faible, et une direction d’orientation de contact parrallèle au chargement pour le réseau
fort. Nous avons vérifié également que les contacts appartenant au réseau fort sont essentielle-
ment adhérents, alors que ceux appartenant au réseau faible sont essentiellement glissants. Il
existe d’autres propriétés, généralement attribuées aux réseaux faibles et forts, que nous n’avons
pas étudiées ici : le réseau fort satisfait à l’image d’un squelette solide qui assume la quasi-totalité
du chargement déviatorique, comme l’évoque [STA02a] dans le cas d’expériences numériques de
cisaillement. Le réseau faible quant à lui est plus instable, et a tendance à se comporter comme
un fluide coincé entre les cellules formées par le réseau fort.
5.5.4 Etude paramétrique : influence de µhum
Revenons maintenant à la question principale de cette section, qui est d’évaluer l’intensité des
tassements provoqués une diminution de coefficient de frottement dû à l’eau avec des valeurs plus
réalistes. 5 essais ont été réalisés avec les valeurs de µhum = 0, 0.1, 0.2, 0.5, 0.7. Les premières
valeurs du coefficient de frottement µhum ont été choisies afin d’amplifier les phénomènes de ré-
arrangements de façon également à introduire un certain nombre de variables micromécaniques
généralement utilisées dans l’étude des milieux granulaires.
La figure 5.17(a) présente l’évolution de la compacité (normalisée par la compacité initiale) en
fonction de la hauteur d’eau dans la colonne. Comme on pouvait s’y attendre, la diminution de
volume (par unité de longueur) est d’autant plus prononcée que le coefficient de friction est faible.
Notons que dans les cas µhum = 0, 5 et 0.7 l’augmentation de compacité est inférieure à 0.5%.
Cette contraction est directement liée au tassement de la crête de la colonne, visible sur la figure
5.17(b). L’évolution de la compacité et des tassements sont en bon accord, les deux évolutions
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Fig. 5.16 – Evolution de l’anisotropie A′(ξ) en fonction de ξ/ 〈F 〉 (voir définition dans le texte).
ont des ordres de grandeurs similaires. Le nombre de coordination final Nc, après remplissage
présente la même tendance (Figure 5.17.c). Notons que le nombre de coordination final lié au
coefficient µhum = 0, 7 est légèrement inférieur au nombre de coordination obtenu après le dépôt
gravitaire : la variation est cependant très faible, elle peut être la cause d’un réarrangement glo-
bal même faible dû aux forces de déjaugeage et au glissement des grains qui diminue le nombre
de voisins moyens par grain mais qui favorise en même temps la contraction.
Globalement, dans les cas qui nous intéressent, i.e pour µhum = 0, 5 et 0.7, les variations de
volume, de hauteur de crête sont inférieures à 0.5%. Cette valeur sera comparée dans la section
5.5.6 à des résultats de la littérature.
5.5.5 Influence du déjaugeage
Nous avons traité jusqu’ici l’influence des forces de déjaugeage agissant seules dans un pre-
mier cas, et couplées à une diminution de coefficient de frottement en présence d’eau dans le
deuxième cas. Afin d’évaluer la part relative à chacun des effets, des simulations de remplissage
de la colonne d’enrochements avec la prise en compte uniquement d’une diminution de coefficient
de frottement en présence d’eau sont effectuées. Les résultats présentés sur la figure 5.18 révèlent
un comportement similaire, à savoir l’existence de tassements ou contraction évoluant de façon
non linéaire, dus à des réarrangements dynamiques, à des crises, etc. Cependant, lorsque les
forces de déjaugeage sont combinées à la diminution du coefficient de friction, la contraction du
milieu granulaire est plus importante : ceci est visible pour les cas où µhum = 0 et 0.2 (peu de
différences sont visibles pour le cas µhum = 0.1). Ce résultat pour les cas où µhum = 0 et 0.2,
suggère que la présence d’une force extérieure supplémentaire (ici les forces de déjaugeage), qui
de surcroît est dirigée dans le sens opposé aux tassements gravitaires, augmente les possibilités
de réarrangements entre les grains, ce qui induit au total une contraction supérieure du milieu.
Dans les cas où µhum = 0.5 et 0.7, il est difficile de conclure quant à l’influence des forces de
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déjaugeage, vu que la variation des grandeurs du milieu par rapport à l’état initial est très faible.
5.5.6 Comparaison des résultats avec les données de la littérature
Après avoir analysé de manière locale et globale les effets induits par le remplissage d’une
colonne d’enrochements, la comparaison des résultats numériques relatant les tassements ou
contraction du milieu avec les données de la littérature est incontournable. Nous avons choisi
pour cela les simulations par éléments finis liées aussi au remplissage d’une colonne d’enroche-
ments, effectuées par Bonelli et Anthiniac dans [ANT99, BON00]. Le modèle éléments finis utilisé,
appelé par ses auteurs "modèle hydroplastique", prend en compte, outre les forces de déjaugeage,
la diminution de la résistance des grains due à l’eau, ainsi que l’écrasement des zones de contact :
ceci diffère de notre cas, puisque nous n’avons pas encore pris en compte les phénomènes de
rupture et d’épaufrement d’arêtes dans cette première étude. N’ayant, à notre connaissance, pas
d’autres références pour ce cas d’étude, nous nous contenterons de comparer nos résultats aux
résultats obtenus à partir du modèle de Bonelli et Anthiniac. Les simulations éléments finis effec-
tuées avec ce modèle ont permis d’évaluer des valeurs de tassements de crête en bon accord avec
les données in-situ. Ces simulations joueront en outre le rôle de borne supérieure pour la valeur
des tassements finaux, puisque qu’elles prennent en compte tous les phénomènes provoqués par
la présence de l’eau dans le milieu.
Les simulations effectuées avec le modèle hydroplastique prédisent 0.5% de tassements à la
fin du remplissage. Il est vrai que les états initiaux entre un modèle éléments finis et éléments
discrets sont difficilement comparables, mais gardons à l’esprit que nous nous contentons de
comparer les ordres de grandeurs obtenus. Les ordres de grandeurs obtenus avec les coefficients
de frottement saturés les plus faibles (µhum = 0, 0.1, et 0.2) surestiment bien évidemment ces
tassements. Par contre pour les coefficients µhum = 0, 5 et 0.7 nous obtenons les mêmes ordres
de grandeurs. Cependant, étant donné que nos simulations n’intègrent pas les phénomènes de
rupture de grains, mais seulement des phénomènes d’abrasion de surfaces en contact en présence
d’eau, nous sous-estimons donc la physique réelle opérant lors du remplissage. Nous devrions ainsi
obtenir des tassements bien inférieurs à 0.5% puisque les phénomènes de ruptures, qui constituent
la part la plus importante des tassements, ne sont pas encore pris en compte. Compte tenu de la
figure 5.19, les valeurs de coefficient de frottement réalistes sont donc supérieures à 0.5. Même
avec µhum = 0.5, nous atteignons la borne supérieure et donc surestimons les tassements. Les
valeurs telles que µhum ≥ 0.7 sont plus envisageables par rapport à la valeur du coefficient de
frottement sec choisi : ceci est cohérent avec l’étude menée par Cambou [CAM74] qui a montré
un faible diminution du coefficient de frottement avec l’eau.
5.6 Conclusion
Ce chapitre propose une étude par éléments discrets visant à rendre compte du rôle de l’eau
dans le remplissage d’une colonne d’enrochements, de part l’introduction des forces de déjaugeage
et d’une diminution de coefficient de frottement local avec l’eau. Nous avons ainsi introduit un
coefficient de frottement local saturé inférieur au coefficient de frottement à l’état sec, de façon
à prendre en compte en même temps l’attrition, l’abrasion des contacts entre grains favorisés
par l’eau, mais aussi la lubrification, même faible, générée au niveau des contacts. Une étude
paramétrique sur la valeur de µhum nous a permis d’amplifier les physiques phénomènes locaux.
114 Modélisation des effets de déjaugeage et d’une diminution de coefficient de frottement dû à l’eau
Ainsi cette approche a autorisé l’accès à des phénomènes agissant à l’échelle du grain, ce qui nous
a permis d’étudier en détails la dynamique de réarrangement des grains. Les simulations ont mis
en valeur l’occurence d’une succession de déstabilisations locales subies par certaines grains, que
nous avons qualifiées de "crises" dynamiques, localisées au niveau et au-dessus du front de l’eau.
On montre que les réarrangements rapides détectés, vont de paire avec des fluctuations signi-
fiantes de l’énergie cinétique et des contacts critiques à l’intérieur du milieu granulaire, ainsi
qu’avec une augmentation des déplacements moyens et des rotations moyennes de grains.
Nous avons enrichi ce travail avec l’étude de variables liées à la nature discrète du milieu,
comme la texture des empilements, qui nous a permis de de mettre en évidence l’existence de
deux phases à l’intérieur du milieu granulaire, l’une est dite "faible", et l’autre "forte" avec des
propriétés différentes. C’est l’interaction entre ce deux phases qui est à l’origine du comportement
global.
Concernant l’influence du déjaugeage et de la diminution du coefficient de frottement avec
l’eau, nous retenons que les forces de déjaugeage agissant seules dans le milieu avec la gravité,
semblent avoir un effet négligeable. L’influence de la diminution du coefficient de frottement
avec l’eau peut être seulement soulignée pour des valeurs de µhum, faibles, qui ne sont pas
réalistes. Ceci est donc en accord avec les résulats expérimentaux de la littérature et confortent
donc l’idée que la rupture des blocs rocheux est la cause principale des tassements observés
sur les enrochements. En particulier, les observations in-situ sur les barrages en enrochements
sur de longues périodes soulignent la dépendance au temps pour ces tassements en raison de
la propagation progressive de fracturations à l’intérieur des blocs, phénomène qui est également
favorisé par l’eau. Nous allons alors maintenant introduire les phénomèmes de rupture de blocs,
qui constituent le cœur de notre travail.
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Fig. 5.17 – Evolution de la compacité normalisée (a), des tassements de crête comparés à la
variation de compacité (b) et du nombre de coordination par rapport au nombre de coordination
avant remplissage (c).
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Seulement forces de déjaugeage
Effet du déjaugeage 
Fig. 5.18 – Comparaison des compacités normalisées par la compacité initiale dans le cas d’une
d’une diminution de coefficient de frottement avec l’eau introduite d’abord seule dans le modèle
discret et couplée ensuite avec les forces de déjaugeage.




































Fig. 5.19 – Comparaison des tassements prédits par le modèle discret et par le modèle hydro-
plastique [ANT99, BON00].
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6.1 Introduction
Dans ce chapitre, nous abordons la modélisation de la rupture des blocs rocheux, l’enjeu étant
de parvenir à la modélisation de la rupture progressive des blocs dans le temps et décalée par
rapport au chargement. Notre choix se porte vers la modélisation discrète de blocs constitués de
particules liées par cohésion. Dans ce chapitre, nous rappelons donc tout d’abord les choix qui ont
motivé cette modélisation discrète. Nous présentons ensuite le modèle d’interfaces cohésives sur
lequel nous nous sommes basés et que nous avons enrichi pour reproduire la rupture progressive
des blocs induite par les effets de vieillissement du matériau. Fort de ce modèle, nous présenterons
enfin la validation de la mise en œuvre numérique sur des cas simples. Ce n’est que dans les
chapitres suivants que nous étudierons le modèle sur des exemples proche de notre problématique.
6.2 Approches possibles de la rupture
Il est possible d’aborder la rupture de manière théorique en évaluant la répartition des
contraintes à l’intérieur d’un grain (situé lui même à l’intérieur d’un tas de grains), soumis à
la pression de ses voisins (voir figure 3.10.a). Dans le cas d’un grain soumis donc à des forces de









σ est la contrainte moyenne sur un échantillon de volume V contenant nc contacts, R sont les
forces de contact et l les vecteurs intercentre. Rαi est la composante i de la force au contact α, et
lαj est la composante j du vecteur joignant les barycentres des deux particules formant le contact
α. Le calcul des contraintes à l’intérieur d’un grain soumis à un ensemble de forces réparties de
façon aléatoire n’est pas facile à évaluer analytiquement. Certains, comme Tsoungui [TSO99],
assimilent la sollicitation aléatoire à deux forces concentrées perpendiculaires et orientées suivant
les directions principales de σ. Sous cet état de sollicitation plus simple, et en faisant l’hypo-
thèse de faibles déformations, il est possible de déterminer l’état de contraintes à l’intérieur du
grain à l’aide de la solution de Hertz. La solution de Hertz suppose l’isotropie, l’homogénéité, et
l’élasticité du matériau étudié. De plus, elle n’est valable que dans le cas de formes géométriques
simples. Nous renvoyons aux travaux de Tsoungui et al. [TSO99], Procopio et al. [PRO03] et
Yiannopoulos [YAN00] pour le calcul de l’état de contraintes à l’intérieur d’un disque soumis
à des efforts ponctuels. Dans le cas de deux forces ponctuelles perpendiculaires appliquées sur
un disque, la solution de Hertz établit que la contrainte principale maximale est en traction au
centre du disque. La rupture est suposée s’amorcer donc au centre du disque, à partir duquel une
fissure transversale se propagerait selon la direction principale majeure du tenseur des contraintes.
L’utilisation de la solution de Hertz afin de déterminer l’état de contraintes à l’intérieur d’un
bloc rocheux dans notre cas est quelque peu abusive : tout d’abord la présence de défauts à
l’intérieur des grains conduit à bafouer les hypothèses d’isotropie et d’homogéneité au sein du
matériau. Ensuite, l’existence d’aspérités et d’arêtes s’écartent de l’idée du modèle de disque
régulier utilisé pour le calcul de la solution de Hertz ; et d’autre part, ces zones sont souvent à
l’origine de l’amorcage de la fissuration, ce qui s’éloigne du modèle de Hertz avec prédiction de
la rupture en traction au centre.
Des géométries moins simplistes, avec présence de défauts peuvent être considérées avec la
mécanique linéaire de la rupture en supposant toujours l’élasticité. Ce type d’approche nécessite
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de fixer une fissure préexistante dans le milieu, ainsi que sa longueur. Il est nécessaire également
de déterminer l’amorçage de la propagation de la fissure (dépassement d’une certaine valeur cri-
tique de la contrainte par exemple) ainsi qu’une loi de propagation (direction).
Des méthodes numériques et en l’occurence des méthodes par Eléments Finis sont utilisées pour
gérer ce type de problème. Cependant, ces méthodes numériques s’opèrent non sans difficultés :
le remaillage d’une structure fissurée est en effet une technique délicate.
Tsoungui et al. [TSO99], dans le cadre de simulations discrètes de disques, décrivent la rup-
ture à partir d’une loi de fragmentation qui est appliquée à chaque grain qui dépasse un certain
critère de rupture préalablement fixé. Ainsi si le critère est dépassé il y a rupture du grain en
un certain nombre de fragments imposés par le choix de la loi de fragmentation. Ce choix est
important car il va permettre de décrire l’évolution du milieu. Cette loi de fragmentation doit
supposer le choix d’un autre hypothèse qui est celle de la conservation de la masse ou du volume
(aire si on est en 2D). Ceci ajoute donc une approximation en plus au système.
D’autre part, il faut noter que le critère de rupture imposé par [TSO99] suppose une traction
maximale au centre du grain, la rupture ayant lieu donc théoriquement au centre du grain. Ce-
pendant, dans le cas d’une répartition très hétérogène des forces de contacts, la rupture peut
s’amorcer localement, à partir des points de contacts les plus sollicités. Ceci est d’autant plus
vrai si les grains sont anguleux, de fortes concentrations de contraintes sont générées au niveau
des arêtes les plus marquées, ce qui peut ensuite amorcer la fissuration qui pourra se propager à
travers le bloc entier. Ce phénomène local est quelque peu masqué en appliquant un critère de
rupture au niveau du grain entier. Cette approche peut donc conduire à sous estimer la rupture
dans le milieu sollicité.
L’idée de construire un bloc rocheux (grain) comme un assemblage de particules collées appa-
raît alors comme une solution permettant de reproduire une fragmentation précise, proche de la
physique. L’assemblage de particules a l’avantage de permettre la modélisation de diverses formes
de grains, ainsi que la modélisation d’aspérités présentes sur la surface extérieure du grain. De
plus, la description de la rupture sera d’autant plus fine que le nombre de particules constituant
le grain est élevé.
Ce modèle implique de choisir une loi cohésive pour faire le lien entre les particules, l’utilisation
d’un critère de rupture est donc écarté. C’est la loi cohésive locale, en chaque point de contact
qui va permettre d’estimer au niveau macroscopique la force nécessaire pour rompre les diffé-
rents grains. Le choix de la loi cohésive est important : il va permettre de modéliser différents
comportements macroscopiques. Dans notre cas, nous nous attacherons à modéliser une rupture
différée des grains afin d’expliciter la fissuration progressive des blocs rocheux. Avant d’aborder
la rupture différée, nous nous sommes concentrés sur la modélisation de la rupture instantanée
des blocs rocheux afin de choisir les bons "outils" (loi cohésive, types de grains), qui serviront de
prélude à la modélisation de la rupture différée. Cela nous permettra également d’appréhender
les difficultés inhérentes à ce type de modélisation.
6.3 Modélisation instantanée de la rupture
6.3.1 Choix de la loi cohésive
Le choix de la loi cohésive locale doit permettre de représenter le comportement macrosco-
pique d’un bloc rocheux soumis à des efforts de direction diverses. La loi cohésive doit, par
définition, permettre à deux grains soumis à un effort de traction, de rester en contact si cette
traction ne dépasse pas un certain seuil. Une fois qu’il y a eu séparation, i.e une fois que le seuil
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d’attraction a été dépassé, nous excluons dans cette étude toute possibilité de recollement, les
actions à distance d’attraction ou de répulsion étant éloignées de notre thématique.
Nous faisons le choix d’autre part, de ne pas introduire de distance au delà de laquelle la force
de cohésion entre les particules est nulle (voir figure 3.6) : nous considérons un graphe "limite"







Fig. 6.1 – Loi de cohésion locale. CN représente la résistance à la traction.
La condition de Signorini devient (Mohr-Signorini) :
g ≥ 0, RN + CN ≥ 0, g(RN + CN ) = 0 (6.2)
soit Signor (g,RN + CN ). Si tel n’est pas le cas, nous retombons sur la condition de Signorini
classique, le système est uniquement en contact et frottement : g ≥ 0, RN ≥ 0, g(RN ) = 0.
CN représente la résistance à la traction entre deux particules. Notons ici que la convention
adoptée impose que le système en traction ait une résistance normale RN < 0.
Dans le cas de sollicitations diverses faisant intervenir traction, compression et cisaillement,
le comportement d’un contact répond à la loi de Mohr-Coulomb : si le "statut1" est "cohésif", il
satisfait alors les équations suivantes :

‖RT ‖ ≤ µ(RN + CN )
Si UT > 0, RT = −µ(RN + CN ) UT‖UT ‖




Un statut cohésif répondra donc aux conditions Signor (g,RN+CN ) et Coulµ(RN+CN )(UT ,RT ).
Notons que les définitions de CN et de µ sont suffisantes pour définir l’enveloppe de rupture de
la loi de Mohr-Coulomb, la valeur de la cohésion tangentielle limite CT est déduite des valeurs
précédentes : CT = µCN . Remarquons que CT est analogue à la cohésion c utilisée en mécanique
1Nous ne rentrerons pas ici dans la distinction du status de contact cohésif à gauche de l’instant considéré,
(soit d’un point de vue numérique, en début de pas) et à droite (soit d’un point de vue numérique, en fin de pas).
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des sols.
Dans le cas du contact entre particules de deux grains différents, le comportement est régi par
les équations de Signorini et le frottement de Coulomb, soit Signor (g,RN ) et CoulµncRN (UT ,RT ),
où µnc est le coefficient de frottement dans le cas non cohésif.
6.3.2 Choix du type de grain
Une fois la loi de cohésion choisie, se pose alors le problème du choix du nombre de particules
et de l’arrangement entre ces particules afin de constituer le grain (ou agrégat). La principale
fonction de l’agrégat qui sera choisi exige de reproduire les différents mécanismes de rupture
observés expérimentalement : ruptures d’arêtes et ruptures globales de blocs.
L’idée est d’assembler ou d’"agglomérer" des particules entre elles pour constituer le bloc ro-
cheux. Chronologiquement, des grains constitués d’un faible nombre de particules ont été testés
(voir figure 6.2). Ce grain est constitué de 7 particules de même taille. L’avantage de ce grain est
de ne comporter qu’un faible nombre de particules, ce qui limite le nombre de particules total
dans un échantillon, limitant ainsi les temps de calculs.
Nous avons tenté d’effectuer des essais de traction indirecte (ou compression diamétrale) avec
ce type de grains : ce grain a été placé entre deux plaques parallèles, la plaque du haut étant
soumise à un effort vertical de compression2. La gravité n’est pas prise en compte dans ces essais
d’écrasement. Deux orientations différentes du grain et diverses valeurs de la cohésion CN ont
été testées. Le caractère régulier et "cristallin" de ces grains empêche leur rupture et à la place
on observe une large interpénétration des particules (sans rupture donc) ; cette observation est
valable quelles que soient la cohésion et la vitesse de sollicitation. Il est clair que dans un milieu
constitué de plusieurs grains de ce type, la répartition des efforts est aléatoire, les concentrations
de contraintes locales vont donc pouvoir engendrer la rupture de ces grains bien qu’elle ne soit
pas apparue ici. Cependant, il est à noter que l’usage de ce type de grain, ne permet pas une
description complète de la phénoménologie de la rupture : la simulation de la rupture d’arêtes
est absente, à la place vont être générés des grains "monoparticules". De plus, le nombre de
grains générés va être ici limité, alors que nous avons vu que la description de la rupture propo-
sée par [DOW98] permettait de reproduire correctement des essais expérimentaux œdométriques.
Le choix de ce type d’agrégat à 7 particules est donc peu probant et on s’oriente donc vers la
création de grains constitués de nombreuses particules afin de décrire la rupture le plus finement
possible.
On opte alors pour un assemblage d’un plus grand nombre de particules pour constituer le
bloc rocheux. Les échantillons réalisés sont obtenus par "découpage" (voir figure 6.3) dans un
échantillon de plus grande taille, préparé par dépôt gravitaire. Pour préparer cet échantillon de
grande taille, des particules ont été placées sur une grille triangulaire puis soumises au champ de
la pesanteur jusqu’à l’obtention d’un échantillon stable. On peut générer par le découpage des
formes variées : grains circulaires, elliptiques, etc.
Nous noterons ainsi que le nombre de particules constituant le grain est représentatif de la
discrétisation du problème. Cette discrétisation est assimilable à une "maille élémentaire", utili-
2Ce type d’essais sera décrit plus en détail par la suite.
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Fig. 6.2 – Grain test constitué de 7 particules.
Fig. 6.3 – Grain obtenu par découpage.
sée dans la méthode des éléments finis. Ainsi, plus le nombre de particules constituant le grain
est important, plus le grain est "maillé" finement, plus la rupture sera décrite de façon précise
et fine. Notons aussi que la résistance d’un grain à la rupture va varier à cohésion fixée selon
la taille des particules, c’est à dire la taille de la "maille", comme dans tout modèle éléments finis.
6.3.3 Essais de compression diamétrale : Mise en évidence de la rupture
instantanée
Nous avons réalisé des essais de compression diamétrale afin d’appréhender les effets dus au
choix de la loi cohésive. L’utilisation de cette loi cohésive doit permettre de modéliser la rupture
instantanée. Nous qualifions de "rupture" du grain la décohésion d’un certain nombre de parti-
cules menant à la désagrégation du grain en deux ou plusieurs fragments. L’adjectif "instantané"
ajoute un caractère immédiat et simultané à ces décohésions.
Afin de décrire et de vérifier les effets liés à cette loi nous avons réalisé des essais à vitesse im-
posée ou à force imposée. Les simulations ont été effectuées à l’aide du logiciel LMGC90. Nous
rappelons que les contraintes 2D seront données abusivement en Pa, pour signifier N/m ou Pa.m.
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6.3.3.1 Essais à vitesse imposée
Les essais à vitesse imposée permettent d’obtenir les courbes force-déplacement du matériau
modélisé. La configuration initiale de l’essai pour un grain circulaire de diamètre D = 20 cm
constitué de 1090 particules de diamètres de deux tailles différentes peut être visualisé sur la
figure 6.4. La liste des paramètres utilisés pour la simulation est donnée dans le tableau 6.1 (les
essais sont effectués sans gravité) :
Paramètres numériques Pas de temps = 5.10−4s
Logiciel LMGC90, méthodeNSCD Critère de convergence Quad=0.166 10−3
Paramètres relatifs à Diamètre bloc D = 20 cm
la configuration de l’échantillon Diamètres particules Dp1 = 5 mm et Dp2 = 6 mm
Masse surfacique ρ = 2.65 103 kg.m−2
Vitesse chargement V = 1 cm.s−1
Paramètres de la loi cohésive Cohésion normale CN= 1000 N
µparticules= 1
Tab. 6.1 – Tableaux des coefficients utilisés pour la simulation
Fig. 6.4 – Dispositif numérique initial pour l’essai de compression diamétrale.
La courbe d’un essai à vitesse imposée V = 1cm.s−1 est présenté sur la figure 6.5. Remarquons
que la courbe simulée à une pente (raideur) de valeur finie, alors que l’on s’attendait à avoir une
raideur tendant vers l’infini, du fait que les particules ont elles-mêmes un raideur infinie (car
rigides). La courbe simulée semble à première vue, caractéristique d’un comportement élastique
linéaire avant la rupture. Ce phénomène est en fait un artéfact numérique. Dans l’esprit de la
méthode NSCD le contact est traité de manière non régularisé contrairement aux méthodes
Smooth DEM où la réaction de contact est proportionnelle à l’interpénétration. Cela ne veut pas
dire que l’interpénétration de deux grains est impossible : en effet, selon le choix des paramètres
numériques et notamment selon le choix du critère de convergence de l’algorithme NSCD, celui-
ci peut autoriser certaines interpénétrations en respectant cependant la convergence globale du
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calcul. C’est ce cumul d’interpénétrations qui est donc à l’origine de l’allure de la courbe 6.5 :
ceci n’a donc en aucun cas une signification mécanique. Une décharge du matériau ne montre
aucune réversibilité dans le comportement : les déplacements restent constants, ce qui permet de
vérifier que le phénomène est bien dû à un artéfact numérique.
















Fig. 6.5 – Courbe Force-déplacement d’un grain de diamètre≈ 20cm, composé de 1090 particules,
sollicité à V=1cm/s où CN = 1000N .
Il est possible de limiter ces interpénétrations non seulement en choisissant des paramètres
numériques fins mais aussi en ajoutant une force de répulsion proportionnelle à l’interpénétra-
tion. Il existe ainsi une loi de contact (non cohésive) nommée Radjaï Gap Rescue présente dans
le code de calcul LMGC90. Pour plus de détails se référer à [JEA05].
Description de la rupture
Il est intéressant de visualiser la répartition des efforts3 dans le grain avant rupture (figure 6.6.a).
L’épaisseur du trait donne une indication sur l’intensité de l’effort.
Notons qu’il existe de grandes chaînes de forces de compression qui traversent le grain sur tout
son diamètre. On retrouve des zones fortement compressives au niveau des appuis. Ce type d’es-
sais a déjà été traité dans des simulations par éléments finis (voir par exemple [PRO03]). On
observe des zones de traction qui sont orientées pour la plupart dans une direction perpendicu-
laire au chargement. On peut remarquer des zones de traction horizontale présentes au milieu du
grain, perpendiculaire à la sollicitation. La rupture s’amorce à partir d’un défaut (par exemple,
à l’endroit où la porosité interparticulaire est localement plus élevée) près du centre, comme
prévu par la solution de Hertz. Les décohésions, i.e. la fissure, se propagent ensuite de proche
en proche (de contacts en contacts) dans la direction de la sollicitation. La fissure se propage
diamétralement à travers le grain (figure 6.6.b) : il se rompt principalement en deux fragments.
Même si la décohésion se fait de proche en proche, et donc de manière progressive, les essais
à force imposée (voir plus loin paragraphe 6.3.3.2) vont montrer qu’elle n’est pas différée par
rapport au chargement. Avant d’aborder ce point, l’influence de paramètres comme la taille des
particules et la taille du bloc sur la rupture est présentée ci-dessous.
3Les réseaux faibles et forts ne sont pas différenciés, leur étude n’étant pas ici abordée.
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(a) Avant rupture
(b) Après rupture
Fig. 6.6 – Visualisation du réseau des efforts de traction (en bleu) et de compression (en rouge)
à l’intérieur du grain et fissuration (en jaune).
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Influence de la taille du grain et des particules sur la résistance à la rupture
– Influence de la taille des particules :
Dans cette étude nous avons effectué la compression diamétrale de deux blocs de diamètre
20 cm, le premier ayant les caratéristiques données dans le tableau 6.1, avec un diamètre
moyen des particules vallant donc Dpmoyen = 5.5 mm. Le deuxième ne comporte plus que
18 particules (à la place de 1090 pour le premier), et le diamètre moyen de ses particules
vaut Dp moyen = 21 mm.
Une analyse dimensionnelle sur l’échantillon 2D donne :
CN ∝ σNDpe (6.4)
avec σN la contrainte limite de traction et e l’épaisseur unité. On a CN ∝ Dp : CN est
donc un paramètre numérique dépendant de la taille de la discrétisation. La figure 6.7 nous
met en évidence l’influence de la taille des particules sur la force nécessaire pour rompre le
grain, cela pour plusieurs valeurs de cohésions CN . Pour les deux valeurs de Dp choisies,
nous n’obtenons pas les mêmes valeurs de la force de rupture FR à CN fixée. Le bloc où
Dpmoyen = 21mm se casse pour des valeurs plus faibles de FR car la contrainte limite de
traction à chaque interface est localement plus faible (Eq.6.4) que dans le cas oùDp = 5mm
pour des valeurs de cohésion identiques. La taille des particules joue bien le rôle de finesse
de maillage.
















Bloc 20 cm Dp=5.5 mm
Bloc 20 cm Dp=21 mm
Fig. 6.7 – Influence de la taille des particules sur la force nécessaire pour rompre un bloc de
20cm sollicité à V=1cm/s et CN = 1000N .
– Influence de la taille du grain :
Nous évaluons maintenant l’influence de la taille du grain, pour une taille de particule fixée
(Dpmoyen = 5.5mm), sur la résistance du grain. Pour cela six grains de diamètre valant 5
cm, 10 cm, 15 cm, 20 cm, 30 cm, et 40 cm son testés, et pour différentes valeurs de CN . Le
tableau 6.2 résume les caractéristiques de chaque grain. La durée en temps CPU pour ces
calculs est au maximum de 4h pour le grain de 40 cm, elle est de quelques minutes pour le
grain de 5 cm. Ces calculs sont effectués sur un processeur ES40 Compaq.
Les figures 6.9 présentent l’évolution de la force nécessaire pour rompre le grain (a) et
l’évolution de la contrainte de rupture associée, on contrainte de traction maximum (b).
Nous avons évalué analytiquement la contrainte de traction maximum comme suit (d’après
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Diamètre D1 =5 D2 = 10 D3 = 15 D4 = 20 D5 = 30 D6 = 40
du grain Dbloc (cm)
Nombre de particules N1 = 56 N2 = 273 N2 = 615 N4 = 1090 N5 = 2360 N6 = 4247
Tab. 6.2 – Caractéristiques des différents blocs





Nous notons que FR ne suit pas une évolution linéaire par rapport à CN (figure 6.8.a).
Concernant l’influence de la taille du bloc, la charge de rupture est croissante avec la taille
du bloc (6.9.a), ce qui est bien visible pour les valeurs de CN les plus fortes sur la figure
(6.8.a). La contrainte de rupture est quant à elle inversement proportionnelle à la taille
du bloc, ce qui est en accord avec la théorie de rupture de Griffith qui suppose que la
contrainte nécessaire pour ouvrir une fissure de longueur a est proportionnelle à l’inverse
de la racine carrée du défaut. En supposant que la taille des défauts est proportionnelle
à la taille du bloc ([MAR76, DOW98] le supposent), la contrainte nécessaire pour ouvrir
une fissure sera plus faible pour des tailles de bloc plus grandes. Ainsi les plus petits grains
seront les plus résistants dans cette configuration de simulation. C’est bien ce que nous
observons sur la figure 6.8(b) ou sur la figure 6.9(b) pour CN = 1000N . Par contre il
semblerait que l’évolution de la charge de rupture FR ne suive pas une loi puissance de
la forme FR = K0Rα (figure 6.9.a), formule qui est habituellement proposée dans la litté-
rature [MAR73, TSO99b,...]. L’évolution semble plutôt linéaire par rapport à la taille du
bloc, soit α ≈ 1.
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Fig. 6.8 – Influence de la cohésion CN sur (a) la charge de rupture et (b) la résistance de blocs
de différentes tailles sollicités à V=1cm/s.
Dans ces essais à vitesse imposée, les décohésions se faisant de proche de proche, nous ne
pouvons pas conclure si la fissuration se propage de manière instantanée ou différée par rapport
au chargement. La vitesse de sollicitation induit un temps caractéristique lié au chargement qui
masque l’instantanéité de la rupture. Afin de s’assurer pleinement du caractère instantané lié à
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Fig. 6.9 – Influence de la taille du bloc Dbloc sur (a) la charge de rupture et (b) la résistance des
blocs pour CN = 1000N .
la loi cohésive choisie, nous avons réalisé des essais à force imposée présentés ci-dessous.
6.3.3.2 Essais à force imposée
Pour vérifier l’instantanéité de la rupture, l’idée est d’imposer un échelon de force (figure
6.10.a) F0Γ(t) avec Γ(t) distribution de Heaviside :
Γ(t) =
{
0 si t < 0
1 si t ≥ 0 (6.6)
Imposer une rampe puis un plateau F0Υ(t) tels que :
Υ(t) =
{
t/t1 si t < t1
1 si t ≥ t1 (6.7)
ne permet pas de vérifier si la rupture est instantanée ou pas dans le cas où le grain se rompt
dans la phase de montée en contrainte (rampe, figure 6.10.b) : on ne saurait pas dire si le grain
se casse suite à l’incrément de force appliqué au pas de temps suivant la décohésion ou s’il se
casse instantanément.
Afin de vérifier le caractère non différé associé à notre loi cohésive, nous cherchons l’échelon
de force F0Γ(t) le plus faible pour lequel la rupture survient de façon subite. Pour un échelon
légèrement inférieur soit (F0 − ǫ)Γ(t) nous n’observons ainsi pas de rupture, et ceci même après
un certain temps de simulation. La loi cohésive répond à la loi du "tout ou rien" (figure 6.11) : le
modèle cohésif ne permet donc pas de simuler une rupture différée du matériau mais seulement
instantanée. Soit l’échelon est suffisant pour provoquer la rupture de l’échantillon, dans ce cas la
’mort’ est subite, soit l’échelon n’est pas assez élevé pour permettre la décohésion des particules,
et il ne se passe alors rien.








Fig. 6.10 – Schéma d’un échelon de force (a) et d’une rampe puis plateau (b).





  Pas de ruptures
Si F > F0 Rupture instantanée
Fig. 6.11 – Résultat de l’application d’un échelon de force sur un grain composé de particules
avec une loi cohésive sans endommagement.
6.3.3.3 Bilan
Avec l’approche discrète, nous avons choisi de modéliser un grain comme un assemblage de
particules liées par adhésion, l’idée étant de choisir un nombre de particules suffisant pour décrire
la rupture de façon fine. Pour répondre à la problématique qui est celle de modéliser les tasse-
ments de fluage observés sur les barrages en enrochements au cours du temps, il faut enrichir les
lois cohésives classiques de type Mohr-Coulomb afin de parvenir à modéliser une rupture différée
des blocs rocheux. Nous présentons donc dans la suite un modèle d’endommagement progressif
d’interfaces cohésives que nous avons élaboré et introduit dans LMGC90 afin de répondre à nos
objectifs.
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6.4 Modélisation différée de la rupture : modèle d’endommage-
ment progressif de l’interface cohésive
6.4.1 Introduction
Nous présentons ici un modèle d’endommagement pour simuler la rupture différée des blocs
rocheux (solides rigides) présents dans les enrochements de barrage [SIL07b]. Nous vérifions
tout d’abord que le système est thermodynamiquement admissible, pour présenter ensuite les
particularités de ce modèle à deux surfaces seuils. Nous présentons enfin la validation de la mise
en œuvre numérique sur deux cas d’étude : dans le premier cas, on étudie la traction sur deux
grains liés par une interface cohésive, et dans le deuxième cas on étudie également la traction de
fluage sur un empilement de grains. Ces deux cas d’étude simples vont permettre d’illustrer le
fonctionnement du modèle afin d’en appréhender les limites.
6.4.2 Formulation thermodynamique
6.4.2.1 Système thermodynamique
Soient deux particules indéformables P 1 et P 2 occupant respectivement, à l’instant initial,
les domaines Ω1 et Ω2 de R3, de frontières ∂Ω1 et ∂Ω2. On note IC l’interface cohésive (cohésion
initiale : C 6= 0, en n) entre ces deux particules. A l’instant initial, IC est supposée occuper la
surface - d’épaisseur nulle, donc - S = ∂Ω1 ∩ ∂Ω2. Le seul système thermodynamique auquel on
s’intéresse ici est cette interface (voir figure 6.12) :
Système thermodynamique : interface cohésive
IC occupant, à l’instant initial, la surface S
Notations :
– On note n la normale unitaire à S orientée de Ω1 vers Ω2.
– On note R1 (respectivement R2) la résultante des forces agissant sur P 1 (respectivement
P 2). Ces deux particules étant immobiles 4 dans leur repère (référentiel) barycentrique,
on a donc, dans ce repère :
R1 +R2 = 0 (6.8)
– On note R1N (respectivement R
2
N ) la composante, dite normale, de R
1 (respectivement
R2) suivant n. Les parties tangentielles de R1 et R2, notées R1T et R
2
T , sont alors définies
par :
R1T = R
1 −R1Nn ; R2T = R2 −R2Nn (6.9)
L’interface IC est ainsi soumise à un effort de traction si R2N < 0 (et à un effort de
compression dans le cas contraire i.e. si R2N > 0), ).
6.4.2.2 Variables d’état thermodynamique
Hypothèse 1 : Le matériau constitutif de l’interface IC est susceptible de s’endommager.
En conséquence, la cohésion initiale C peut diminuer quand l’interface est sollicitée. La phase
ultime de cet endommagement est la perte, totale et irréversible, de cohésion.
4En fait, elles ne sont immobiles dans ce repère que tant qu’il n’y a pas perte totale de cohésion.












Fig. 6.12 – Définition d’un contact cohésif.
Hypothèse 2 : Tant qu’il n’y a pas perte totale de cohésion de IC, les particules P 1 et P 2
restent immobiles dans leur repère barycentrique et il n’y a aucune déformation de la surface S
occupée par IC. Selon l’Hypothèse 2, la discontinuité de déplacement à travers S :
[U] = [UN ]n+ [UT ] (6.10)
ne peut pas être retenue comme variable d’état puisqu’elle reste constamment nulle (tant que
la cohésion de l’interface n’est pas nulle, en tout cas). De la même façon, aucun tenseur de
déformations ne peut être retenu comme variable d’état.
D’après l’Hypothèse 1, en revanche, il est loisible de considérer une variable d’état - interne, en
l’occurence - pour caractériser l’endommagement de l’interface. On retiendra ici la plus simple
des variables d’endommagement proposées dans la littérature [KAC80, MARI81], soit :
d ∈ [0, 1] . (6.11)
Dans le cas où l’endommagement de l’interface est essentiellement dû à des micro-cavités (endom-





où Sµcav est la partie de S occupée par les microcavités ’endommageant’ IC. L’interprétation de
d quand cet endommagement est dû à des microfissures est plus délicate. Notant L la ’longueur





où β est une constante.
Dans tous les cas, d traduit la proportion de liaisons cohésives actives entre les deux corps en
contact.
Variable d’état thermodynamique
(endommagement) : d ∈ [0, 1]
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Cette variable est choisie telle que :
d = 0, l’interface cohésive IC est vierge,
0 < d < 1, l’interface cohésive IC est partiellement endommagée,
d = 1, l’interface cohésive IC est rompue.
(6.14)
Remarque : Nous allons par la suite introduire une autre variable d’état : la température T ,
utilisée dans l’approche thermodynamique suivante. Tant il paraît clair qu’elle ne joue pas un
rôle crucial dans le problème qui nous intéresse ici, on ne la fera cependant intervenir que le
temps d’écrire correctement les deux principes.
6.4.2.3 Potentiel et lois d’état thermodynamiques
On retiendra ici comme potentiel thermodynamique l’énergie libre surfacique, puisque d (et
encore T , à ce niveau de l’étude) est la seule variable d’état :
ρΨ(T, d) = ρ(1− d)Ψ0(T ) avec Ψ0(T ) > 0 ∀ T (6.15)
où ρ est la masse surfacique du matériau constitutif de IC (constante au cours de toute évolution
puisque, selon l’Hypothèse 2, IC est indéformable) et Ψ0(T ) l’énergie massique du matériau non
endommagé, que les physiciens interprètent comme l’énergie potentielle d’interaction entre les
constituants élémentaires (atomes ou molécules) de ce matériau.
Potentiel d’état thermodynamique (énergie libre surfacique) :
ρΨ(T, d) = ρ(1− d)Ψ0(T ) avec Ψ0(T ) > 0.
Les lois d’état s’obtiennent alors immédiatement, par simple différentiation partielle de ρΨ(T, d)
par rapport à chacun de ses arguments.
L’entropie massique s est définie par :
s = −∂Ψ
∂T




Ensuite on définit Ad, la force thermodynamique associée à d :
Ad = −ρ∂Ψ
∂d
= ρΨ0(T ) > 0. (6.17)
6.4.2.4 Premier principe de la thermodynamique
Notations :
On introduit ici la notion d’état de contraintes dans S, noté σ5 . A l’aide d’hypothèses, on reliera
plus tard cet état de contraintes à la résultante des efforts agissant sur les particules. Le vecteur
contrainte agissant sur S est noté T, soit :
T = σ. n (6.18)
5Bien que IC soit indéformable, on peut parler de contraintes, à condition de retenir pour elles la définition
de Cauchy.
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Sa composante normale est notée TN (= T.n) et sa composante tangentielle Tt (= T− TNn).
Le bilan global des puissances mécaniques et calorifiques mises en jeu est donné par le premier
principe de la thermodynamique :
d
dt



























r dS, la puissance calorifique échangée avec l’extérieur.
(6.20)
où e est l’énergie interne massique, q le flux linéique de chaleur (en W.m−1) échangé avec l’ex-
térieur, et r la source de chaleur à distance (densité surfacique). Admettant (ce qui n’est guère
contraignant puisque chaleur et température sont finalement condamnées à disparaître dès que
les deux principes auront été écrits) que le taux de production de chaleur à distance est nul et
qu’aucune chaleur ne peut être échangée par IC à travers le contour ∂S limitant S, et comme













] ) − div(q)) dS, ∀ ([U˙N] , [U˙T ] , divq) (6.21)
L’expression locale du premier principe est donc :

















L’énergie interne massique e est liée à l’énergie libre massique Ψ par :
e = Ψ+ sT (6.23)
ce qui permet de réécrire immédiatement l’équation (6.22) :

















soit encore, selon l’équation (6.15) pour l’énergie interne surfacique ρΨ :
6On a fait intervenir la discontinuité de vitesse dans cette expression alors que la discontinuité de déplacement
n’est pas une variable d’état : en mécanique des fluides, le gradient de déplacement, ni même sa partie symétrique
ne sont des variables d’état alors que le gradient des vitesses intervient bien dans la puissance des efforts intérieurs.
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Premier principe de la thermodynamique :


























Ψ˙ = (1− d)∂Ψ
0
∂T
T˙ −Ψ0(T )d˙. (6.26)
6.4.2.5 Second principe de la thermodynamique




























dS, ∀ (q, divq) (6.28)
En accord avec les hypothèses faites sur le taux de production de chaleur à distance et le flux de
chaleur dans le paragraphe précédent, l’expression locale du second principe est simplement :
ρs˙ ≥ −div( q
T
) , ∀ (q, divq), (6.29)
ou encore :
ρT s˙ + div(q) − q.∇T
T
≥ 0, ∀ (q, divq), (6.30)





















Les deux principes thermodynamiques étant maintenant clairement établis, on peut décrêter que
dissipations intrinsèque et thermique doivent être séparément positives, ce qui donne :


















6.4.2.6 Surfaces seuils et loi d’évolution de d
Hypothèse 3 : Notant Smat la partie de S non occupée par les micro-cavités, i.e. :
Smat = S − Sµcav (6.33)
(où Sµcav est la partie de S occupée par les microcavités ’endommageant’ IC), on suppose que
l’état de contraintes est :
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– toujours uniforme dans Smat
– toujours uniformément nul dans Sµcav





T dΣ = (1− d)ST , (6.34)
l’équilibre des forces agissant sur l’interface exigeant finalement que :
(1− d)ST = R2 = −R1 = R. (6.35)
Hypothèse 4 : Soit CN la force maximale, dite cohésion ou force à la rupture, suppor-
table par l’interface IC lorsque celle-ci est soumise à une sollicitation de traction simple (RN < 0
et Rt = 0). On suppose qu’il existe C0 < CN , force seuil initial d’endommagement (d = 0),
caractéristique du matériau constitutif de l’interface.
Hypothèse 5 : La généralisation de la notion de force seuil d’endommagement en traction
à une sollicitation quelconque est celle proposée par Marigo [MARI81], adaptée à la présente
modélisation, soit :
– Puisque le matériau de l’interface a une souplesse nulle, le taux de restitution d’énergie
complémentaire intervenant dans le modèle de Marigo (σ : C−1 : σ) est remplacé par une
’mesure’ du tenseur des contraintes (et k0 par C0/S),
– Par commodité, cette ’mesure’ du tenseur des contraintes est :
1
µ
|Tt| − TN . (6.36)
Le modèle retenu présente deux surfaces seuil :
– l’une, fd(R, d) = 0, régissant l’évolution de d :
d˙ > 0⇔ fd(R, d) > 0; (6.37)
– l’autre, fr(R, d) = 0, gouvernant la rupture de l’interface :
rupture⇔ fr(R, d) = 0. (6.38)
Ces deux surfaces seuils sont écrites en termes de forces. Tant que d < 1, compte tenu de l’équa-
tion (6.35) et des deux hypothèses précédentes, les expressions retenues pour fd(R, d) et fr(R, d)
sont les suivantes :




|RT | −RN − C0(1−md) = 0 (6.39)




|RT | −RN − CN (1−md) = 0 (6.40)
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où l’on a C0 < CN pour que l’endommagement soit possible soit |fd| < |fr|. L’endommagement
ne peut être possible que pour tout point mécanique compris entre les 2 surfaces seuils que nous
venont de décrire (voir figure 6.13). Remarquons que ces surfaces seuils d’endommagement et de
rupture vont évoluer au fur et à mesure que l’endommagement augmente : elles vont en fait se
translater toutes deux d’une valeur m∆d avec ∆d la variation d’endommagement accumulée à
chaque incrément de temps.
À noter que, dans l’espace des variables d’état (R, d), le domaine défini par fr(R, d) > 0 est inac-
cessible. La condition Coulµ(RN+CN )(UT ,RT ) ne sera jamais atteinte mais à l’inverse un statut
cohésif répondra à la condition Coulµ(RN+CN (1−md))(UT ,RT ). À noter également que, pour que
ce modèle soit cohérent, il convient de modifier, par rapport à l’equation (6.11), l’intervalle dans
lequel d peut varier, soit : d ∈ [0, 1m[, où m ≥ 1 et fini est un paramètre matériau sans dimension
(cf. paragraphe 6.4.2.7 pour détails).
Quant à la loi d’évolution de d, elle s’écrit 7 :








H−(−fr(R, d)) + [dimax − d] δ(fr(R, d)) (6.41)
où on note η le temps caractéristique de viscosité. Plus η est grand plus l’évolution de l’endom-
magement sera lente. La vitesse d’évolution de l’endommagement va dépendre des sollicitations
appliquées à l’interface cohésive.
δ est la distribution de Dirac. dimax est l’endommagement maximal supporté par les interfaces i
tel que dimax < 1/m. Cet endommagement maximal est différent pour toutes les interfaces i. On
explicitera au paragraphe (6.5.1) la valeur de cet endommagement maximal dans un cas simple.
À noter que, tant que fd(R) > 0 et fr(R, d) < 0, compte tenu de la loi d’évolution de d ci-dessus








= 0, la dissipation surfacique intrinsèque (voir inéquation 6.32) est
bien toujours non négative.
Dans le cas particulier où fd(R) > 0 et fr(R, d) = 0, cette dissipation est toujours non négative
mais la loi d’évolution de d se réduit au terme de ’saut’ [dimax − d], qui assure la perte totale de








sont définis par les conditions
cinématiques de contact et de frottement sec entre les particules.
Ajoutons que dans le cas du contact entre particules de deux grains différents, le compor-
tement est régi également par les équations de Signorini et le frottement de Coulomb, soit
Signor (g,RN ) et CoulµncRN (UT ,RT ), où µnc est le coefficient de frottement dans le cas non
cohésif.
7La fonction d’Heaviside modifiée - H−(x) = 0, ∀x ≤ 0 - n’est introduite ici que pour stipuler que, dès que
l’interface est rompue (cohésion nulle ; d = dimax), d˙ est nécessairement nulle.



























Fig. 6.13 – Seuils d’endommagement et de rupture et leur évolution dans l’espace des forces
(RN , Rt).
6.4.2.7 Remarques sur les paramètres matériau du modèle
Six paramètres ont été introduits pour construire ce modèle :
CN (en N), ρ (en kg.m
−2), Ψ0 (en J.kg−1), µ, C0 (en N), m (6.42)
En fait, ρ ni Ψ0 n’interviennent directement dans les équations constitutives du modèle (il y a
bien Ψ0 dans la loi d’état définissant la variable duale de d, Ad ; mais, de fait, cette loi d’état n’est
pas utilisée ici). µ est à identifier par des essais de frottement entre particules, et non des essais
de décohésion. Il y a donc en fait trois paramètres qui nous intéressent directement : C0, CN etm.
6.4.2.8 Autre Remarque
On a vu que les surface seuils se translataient dans le diagramme (RN , Rt) : elles sont par
contre immobiles dans le diagramme (σN , σt). La relation entre les contraintes et forces s’écrit :




|σt|S − σNS − CN = 0. (6.43)
On peut effectuer la même opération pour la surface seuil d’endommagement. Les surfaces seuils
sont donc immobiles dans l’espace (σN , σt).
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6.4.2.9 Bilan : Equations du modèle à interface cohésive
Nous résumons ici les équations du modèle présenté ci-dessus.
– Dans le cas de particules liées par une interface cohésive :
Contact unilatéral avec cohésion (Mohr-Signorini) :
g ≥ 0, RN + CN (1−md) ≥ 0, g
(





g,RN + CN (1−md)
)
.




|RT | −RN − C0(1−md) = 0 (6.45)





|RT | −RN − CN (1−md) = 0 (6.46)








H−(−fr(R, d)) + [dimax − d] δ(fr(R, d)) (6.47)
– Dans le cas de particules d’un même grain où l’interface cohésive a "rompu" ou dans le cas
de deux grains différents en contact :
Contact unilatéral (Signorini) :
g ≥ 0, RN ≥ 0, g(RN ) = 0 (6.48)
Frottement de Coulomb :
‖RT ‖ ≤ µRN
Si UT > 0, RT = −µRN UT‖UT ‖
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6.5 Validation de la mise en œuvre numérique
La section suivante présente deux cas d’étude d’empilement de grains possédant une solution
analytique exacte ou approchée, ce qui va permettre en premier lieu de valider la mise en œuvre
numérique. Mais surtout, l’utilisation de ces cas simples va permettre d’appréhender correcte-
ment le fonctionnement de notre modèle à deux surfaces seuils l’une d’endommagement et l’autre
de rupture, afin de rendre compte de la sensibilité et de l’influence de chaque paramètre. Nous
avons cependant choisi de fixé m = 1 dans tous les calculs de ce mémoire.
6.5.1 Traction simple de deux grains
Nous avons commencé avec l’exemple le plus simple possible à partir duquel nous pouvions
calculer la solution analytique : ce premier exemple consiste en l’étude de deux grains soumis à
une sollicitation de traction de fluage (figure 6.14).
F
F
Fig. 6.14 – Traction F exercée sur 2 grains.
6.5.1.1 Calcul de la solution analytique
On peut calculer la loi d’évolution de l’endommagement du contact entre ces deux grains à
partir de l’équation (6.41), puisqu’ici on applique une sollicitation de traction F constante dans
le temps. On rappelle que les tractions sont comptées négativement, et que RN > 0. On aura







H−(−fr(RN , d)) + [dmax − d] δ(fr(RN , d)). (6.50)
– Si |F | > C0(1−md0) avec d0 endommagement initial, il y aura possibilité d’endommage-
ment ;
– Si |F | ≤ C0(1−md0) le système n’évolue pas.
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H−(−fr(RN , d)) + [dmax − d] δ(fr(RN , d)) (6.51)
qui est une équation différentielle du premier ordre à coefficient constant.
La solution de 6.51 s’écrit simplement, avec RN > 0 :
Solution analytique de la traction de fluage exercée sur deux grains liés par
cohésion :













6.5.1.2 Résultats numériques : étude paramétrique
Le diamètre des particules testées est Dp = 5 mm, la masse volumique ρ = 2.65 103 kg.m−3.
On ne prend pas en compte la gravité. Pour ces calculs, on a choisi un pas de temps T = 2.5
10−4 s. Les paramètres matériau du modèle ainsi que leur variation pour effectuer une étude
paramétrique sont présentés dans le tableau 6.3.
Tab. 6.3 – Choix des paramètres du modèle et coefficients pour l’étude paramétrique
Coefficient m m = 1
Seuil initiation endommagement C0 = 20, 100, 180 N
Endommagement initial d0 = 0
Seuil de rupture CN = 300, 3000 N
Coefficient de frottement µ = µnc= 1
Sollicitation de fluage F = 22N, 50N, 200N, 270N
Temps caractéristique de viscosité η = 1,10,100,1000 s
Dans ce paragraphe, nous détaillerons pas à pas l’influence de chaque paramètre, afin d’ex-
pliciter de façon précise le fonctionnement du modèle d’endommagement différé à deux surface
seuils. Ce cas d’étude simple permettra d’introduire le concept d’adimensionnement, qui permet-
tra de s’affranchir de paramètres (η en l’occurence) pour étudier l’évolution de l’endommagement
en fonction des autres paramètres.
Influence du temps caractéristique η
On étudie l’évolution de d pour les temps caractéristiques suivants : η = 1, 10, 100, 1000 s et
pour la sollicitation F = 50N et pour la cohésion maximale CN = 300N soit pour le rapport
F/CN = 0.16. La figure (6.15) montre l’évolution dans le temps de l’endommagement d pour les
divers temps caractéristiques jusqu’à rupture. Le tracé met en évidence l’évolution exponentielle
de l’endommagement en fonction du temps, comme la solution analytique l’a montrée. D’autre
part, l’évolution de l’endommagement est bien proportionnelle au temps caractéristique et plus
le temps caractéristique est grand plus l’évolution est lente. En adimensionnant les courbes de la
figure (6.15) par le temps caractéristique on obtient la figure (6.16). La superposition des courbes
étant parfaite, on peut donc décrêter que l’adimensionnement par le temps caractéristique est
possible : on peut ainsi s’affranchir de η pour étudier l’influence des autres paramètres du modèle.
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η=1s η=10s η=100s η=1000s 
Fig. 6.15 – Influence du temps caractéristique η sur l’évolution de l’endommagement.
























Fig. 6.16 – Courbes adimensionnées par le temps caractéristique η présentant l’évolution de
l’endommagement.
De plus, nous pouvons valider la mise en œuvre numérique en calculant l’écart entre la so-
lution numérique et à la solution analytique : celui-ci est compris entre 10−4 et 10−7 pour les
différents temps caractéristiques, ce qui est très acceptable.
Influence du chargement F
On teste ici 4 chargements différents : F/CN = 0.07, 0.16, 0.66, 0.9 tels que F > C0. Le point
important révélé par la figure (6.17) est la différence observée entre les endommagements maxi-
maux (à rupture) pour les 4 chargements différents.
Ceci vient de la définition du seuil de rupture fr(R, d) = 1µ |Rt| − RN − CN (1 − d) = 0
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Fig. 6.17 – Influence du chargement sur l’évolution de l’endommagement.
qui se translate dans l’espace (RN , Rt). On représente sur la figure (6.18) 4 points correspondant
aux différents chargements. Ces points n’évoluent pas dans le temps alors que les seuils d’endom-
magement et de rupture évoluent et se translatent en fonction de l’endommagement. Rappelons
aussi que la vitesse d’évolution de l’endommagement dépend du chargement appliqué sur l’inter-
face cohésive. Le chargement le plus élévé F/CN = 0.9 (et donc le plus proche initialement du
seuil de rupture) est donc le plus vite rejoint par la surface seuil de rupture ; l’endommagement
associé n’aura donc que très peu le temps d’évoluer. A l’inverse l’endommagement associé au
chargement le plus faible F/CN = 0.07 pourra évoluer plus longuement et atteindre ainsi une
valeur maximale plus élevée.
À noter que dans tous les cas, l’endommagement n’atteint pas sa borne supérieure dsup = 1m
(égal à 1 ici puisque m = 1), car le seuil de rupture se translate. Avec la translation du critère
de rupture on n’impose pas ainsi une valeur d’endommagement critique identique pour toutes
les configurations de chargement. Dans le cas d’un système multi-contacts, ceci est pleinement
justifiable : la rupture d’un échantillon composé de plusieurs particules est régie par des phéno-
mènes complexes comme la localisation, et ce n’est pas un endommagement critique qui pilote
forcément la rupture de l’échantillon.
Influence du seuil d’endommagement C0
On teste ici trois seuils d’endommagement C0 = 20, 100 et 180N avec CN = 300N comme seuil
de rupture et F/CN = 0.66. La figure 6.19 présente l’évolution de l’endommagement en fonction
du seuil d’endommagement. Puisque F > C0 les interfaces s’endommagent immédiatement quel
que soit C0. Par contre les interfaces vont s’endommager plus rapidement plus C0 (ou le rapport












avecm = 1 et −RN = F . Donc pour un temps t donné, l’endommagement aura atteint une valeur
plus élevée plus C0 est faible. D’autre part, les endommagements critiques (à la rupture) ne va-
rient pas avec C0 : ils ne dépendent que de CN et F , comme le rappelle l’équation simplifiée ici en :






















Fig. 6.18 – Seuils d’endommagement et de rupture. Les 4 chargements étudiés sont représentés
par un "point mécanique" dans l’espace (RN , Rt).
fr(F , d) = F − CN (1− d) = 0 (6.54)
alors la valeur de l’endommagement à la rupture vaut :
dmax = 1− F
CN
(6.55)
L’interface qui aura la valeur du seuil d’endommagement la plus faible se rompra donc plus ra-
pidement, comme en témoignent les résultats de la figure 6.19.
Influence du seuil de rupture CN
On teste ici 2 seuils de rupture différents : CN = 300, 3000 N avec comme seuil d’endomma-
gement C0 = 20 N pour une valeur de chargement fixée. La figure 6.20 présente l’évolution
de l’endommagement en fonction du seuil de rupture pour F = 200N . Plus le rapport C0/CN
est faible, plus les seuils d’endommagement et de rupture sont éloignés l’un de l’autre dans l’es-
pace (RN , Rt), et donc plus l’endommagement pourra évoluer. Ceci car la valeur maximale que
peut atteindre l’endommagement augmente avec CN pour un chargement donné, comme nous
l’avons vu précédemment (dmax = 1−F/CN ) : la rupture sera d’autant plus différée que CN est
grand. Notons bien ici que CN ne modifie pas la vitesse d’évolution de l’endommagement : les
différentes courbes pour les différents seuils de rupture se supperposent jusqu’à ce que chaque
contact atteigne son dmax.
La mise en œuvre numérique est validée puisqu’ici aussi pour les différents chargements, les
différents seuils de rupture et pour les différents temps caractéristques, l’écart entre la solution
numérique et à la solution analytique est compris entre 10−4 et 10−7.
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Fig. 6.19 – Influence du seuil d’endommagement C0 sur l’évolution de l’endommagement avec
CN = 300N et F = 200N .























Fig. 6.20 – Influence du seuil de rupture CN sur l’évolution de l’endommagement avec C0 = 20N .
6.5.1.3 Bilan
Dans cette section, nous avons étudié l’influence des paramètres du modèle à deux surfaces
seuils sur la réponse d’un système simple, composé de deux grains soumis à une sollicitation de
fluage. Nous avons laissé fixe la valeur de m, et nous avons fait varier un à un la valeur du temps
caractéristique η, la valeur du seuil d’endommagement C0, la valeur du seuil de rupture CN et
la valeur du chargement F .
Avec ce cas simple, nous rendons compte de l’influence de chaque paramètre lorsque les autres
sont fixés, à savoir :
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– η est un paramètre qui règle la vitesse d’évolution de l’endommagement : plus η est élevé
plus la rupture de l’interface sera différée ; les résultats montrent de plus que η est le
paramètre adimensionnel pertinent pour un le jeu de paramètres (m, C0, CN ) fixé ;
– le seuil d’endommagement C0 règle aussi la vitesse d’évolution de l’endommagement : plus
C0 est élevé plus l’endommagement de l’interface sera rapide : la conséquence directe est
que la rupture de l’interface apparaît alors plus tôt (on rappelle que C0 ne joue pas sur la
valeur maximale de l’endommagement dmax) ;
– le seuil d’endommagement CN joue à l’inverse directement sur la valeur maximale de l’en-
dommagement dmax donc sur le temps nécessaire pour rompre l’interface : plus CN est
élevé plus la rupture de l’interface sera différée.
Enfin, l’étude paramétrique sur la valeur du chargement F permet de mieux comprendre la
signification physique des paramètres C0 et CN :
– Si F → C0 (avec F > C0) alors l’interface va s’endommager très lentement, le temps à la
rupture est alors le temps maximal (ou ultime) que peut atteindre le modèle pour rompre
l’interface : C0 peut être ainsi considérée comme la résistance à long terme du matériau ;
– Si à l’inverse, F → CN , alors l’interface va s’endommager très rapidement, le temps à la
rupture est alors le temps minimal : C0 peut être ainsi considérée comme la résistance à
court terme du matériau.
L’influence des paramètres ayant été mise en évidence à partir de ce cas simple, nous al-
lons étudier dans la section suivante un échantillon un peu plus complexe, à partir duquel on
va pouvoir toujours calculer la solution analytique, afin de vérifier d’une part la mise en œuvre
numérique et d’autre part, afin d’étudier la progression de la fissuration dans le milieu modélisé.
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6.5.2 Essais de traction sur un empilement régulier de grains
On choisit ici un autre type d’empilement de particules pour valider la mise en œuvre numé-
rique. L’étude se concentre ici sur un arrangement régulier, bidimensionnel, de disques que l’on
soumet à une sollicitation de traction simple constante dans le temps (traction de fluage). Le
choix se porte ici sur un tel empilement car la solution analytique du problème peut se calculer,
moyennant des hypothèses, que nous expliciterons par la suite.
6.5.2.1 Solution analytique approchée
Ces essais ont pour objet d’étudier la rupture progressive d’un échantillon dans le temps.
L’exemple choisi ici est un empilement régulier de disques soumis à une sollicitation de fluage.
Chaque disque est en contact avec 4 autres disques. On note la taille du système par Lx = NxDp
et Ly = NyDp les longueurs selon x et y, avec Nx (respectivement Ny) le nombre de particules
selon x (respectivement y). Dp est le diamètre des particules. On a aussi choisi pour notre
système Lx = Ly = L. C’est par l’intermédiaire d’un plateau indéformable, encore appelé "Jonc"
par la suite, que l’on exerce la sollicitation de traction constante dans le temps. D’un point de
vue numérique, cet empilement de particules rigides peut être considéré comme un maillage
d’un solide rigide (avec Dp la taille de la maille) : Dp peut être ainsi considéré comme un
paramètre numérique (la finesse de discrétisation). Cet échatillon est préendommagé à l’état
initial sur une longueur qui vaut Lendo = NendoDp avec Nendo le nombre de contacts endommagés
(voir figure 6.21). On peut parler de manière quelque peu abusive de "plaque préendommagée".
L’endommagement initial au niveau des contacts va donner naissance à une fissuration qui va se
propager du centre vers les bords de cette plaque. Nous nous intéressons ici à cette propagation,
qui va se faire de manière progressive, les ruptures au niveau des interfaces opérant de manière
différée par rapport à l’instant initial. Afin de comparer les simulations numériques présentées
par la suite, nous cherchons la solution analytique du problème.
Numérotons {xi, i = 1...Nx/2} les contacts, en partant du centre, et en allant vers un bord
vertical : xi+1 = xi +Dp. i = 1...Nx/2 est le numéro de l’interface en partant du centre vers un
bord vertical. La position xi est liée à i par xi = iDp si i ≥ 2.
Les hypothèses prises en compte pour déterminer la solution analytique sont les suivantes :
– Hypothèse 1 : On suppose la symétrie de la solution : la fissure va se propager de la
même manière à droite et à gauche de l’interface centrale ;
– Hypothèse 2 : On suppose que les efforts se répartissent uniformément sur les interfaces
ayant une cohésion de part et d’autre de la fissure.
On suppose ensuite une distribution non uniforme de l’endommagement initial sur plusieurs
interfaces horizontales : on suppose un maximum au centre et une décroissance linéaire de l’en-
dommagement vers les bords donné de la façon suivante :
d0(xi) = d0(1− χ |xi| /L) si |xi| < Lendo/2
d0(xi) = 0 sinon.
(6.56)
avec χ = L/(Lendo/2). La zone cohésive au niveau de l’interface centrale va se rompre en pre-
mier (l’endommagement initial est maximal sur cette interface), puis la fissure va se propager
de contact en contact de part et d’autre du centre. Nous commençons par évaluer la rupture
















Fig. 6.21 – Echantillon initial préendommagé (zones bleues). La valeur de l’endommagement
décroît linéairement du centre vers les bords. L’épaisseur du trait est proportionnel à la valeur
de l’endommagement.
de la première interface i = 0 pour ensuite expliciter les ruptures des interfaces voisines qui
se propagent de part et d’autre de cette interface centrale. On trouvera le calcul détaillé de la
solution dans l’annexe A. Ce calcul permet de définir la séquence de rupture des interfaces
de la façon suivante :
– les temps de ruptures successives sont notés tju, avec j = 1...k ;
– les valeurs du champ discret d’endommagement en ces temps de ruptures sont :
d(xi, t
j
u), i = 1...Nx/2, j = 1...k; (6.57)
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(6.58)
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– l’évolution de l’endommagement sur cet intervalle de temps est :
d(xi, t
k+1









− (1− d(xi, tku))〉 (6.59)
pour i = k + 1...Nx/2 les interfaces cohésives restantes.
6.5.2.2 Remarques sur les paramètres du modèle
Remarque sur les paramètres C0, CN :
Notons σyy la contrainte de traction 2D exercée sur le jonc. On a σyy = Fjonc/(eL) où e est
l’épaisseur qui vaut l’unité. Au début de l’essai, on a supposé que les efforts se repartissaient
uniformément sur toutes les particules, alors chaque particule va reprendre initialement fN =








C0 et CN dépendent donc de la taille de discrétisation Dp : on en déduit alors que C0 et CN
sont des paramètres numériques dépendant de la discrétisation et non des paramètres matériau.
σ0 représente par contre une constante matérielle assimilable à la contrainte seuil d’endomma-
gement en traction simple et σu une constante matérielle assimilable à la contrainte de rupture
instantanée en traction simple. Plus Dp sera faible plus C0 et CN seront faibles également. Il dé-
coule de cette analyse que c’est le nombre sans dimension C0/CN = σ0/σu qui est un paramètre
matériau.
Notons qu’il est difficile de déterminer une expression de C0 et CN si la discrétisation est com-
posée de particules de tailles très différentes. C’est pour cette raison que nous avons modélisé
un échantillon à une seule taille de particules. Dans la suite des calculs, nous élaborerons donc
toujours nos échantillons de façon monodisperse, ou en introduisant uniquement une légère dis-
persion dans la taille des particules.
Enfin, pour un cas 3D, il est intéressant de noter que σ0 = C0/D2p (même remarque pour σu).
Remarque sur le paramètre η :








1− d(xk, tk+1u )





− (1− d(xk, tk+1u ))〉
]−1
(6.61)
On voit donc que η peut s’exprimer en fonction de Dp la taille de discrétisation. La vitesse de
fissuration est également liée à la taille de la maille élémentaire : on comprend bien que la fissu-
ration ne se propagera pas à la même vitesse selon la taille des particules. η étant fonction du
rapport "taille des particules/vitesse de fissuration", il est difficile de conclure sur la dépendance
de η en la discrétisation du problème. Il est donc délicat de se prononcer sur la nature du para-
mètre η et nous ne pouvons donc, à ce stade affimer si η serait plutôt un paramètre numérique
ou matériau.
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6.5.2.3 Données de l’essai
L’échantillon test est ici une plaque préendommagée de dimension Lx = Ly = 31.Dp avec
Nx = Ny =31 particules. Les particules sont de même taille. Nous n’effectuerons pas ici une
étude paramétrique exhaustive, nous présenterons uniquement des résultats liés à l’influence du
temps caractéristique de viscosité η sur la fissuration.
Par rapport aux paramètres du paragraphe (6.5.1.2), le diamètre des particules testées est
toujours de Dp = 5 mm ; nous choisissons un pas de temps T = 10−3 s, et le critère de conver-
gence reste identique (Quad = 0.166 10−3).
Les données de l’essai sont présentées dans le tableau 6.4. On impose une distribution de
l’endommagement initial sur plusieurs contacts horizontaux, avec un maximum au centre de la
plaque (dmax = 0.6) et une décroissance (linéaire) vers les bords. Ainsi en plus de l’interface
centrale, 10 autres interfaces sont endommagées en imposant une répartition symétrique par
rapport au centre (5 interfaces endommagées à gauche, 5 à droite). La loi de répartition de l’en-
dommagement initial est donnée dans le tableau 6.4. L’origine du répère est fixé au niveau de
l’interface où l’endommagement initial est maximal. On note i le numéro d’une interface suivant
x et i′ la position de l’interface adimensionnée par le nombre de grains telle que i′ = i/Nx. La
sollicitation est dirigée suivant l’axe vertical.
Les paramètres matériau du modèle sont présentés dans le tableau 6.5.
Tab. 6.4 – Caractéristiques de l’essai
Diamètre particule Dp = 5mm
Nombre de particules total N = 961
Nombre de particules suivant x et y Nx = Ny = 31
Nombre d’interfaces endommagées Nendo = 11
Loi de répartition d = d0(1− α i′)
de l’endommagement initial d0 = 0.6, α = 5
Sollicitation de fluage F = 800N
Tab. 6.5 – Paramètres du modèle
Coefficient m m = 1
Seuil initiation endommagement C0 = 20 N
Seuil de rupture CN = 300 N
Coefficient de frottement µ = µnc= 1
Temps caractéristique de viscosité η = 1,10,100 s
Notons que les plateaux inférieur et supérieur sont également liés aux particules par une loi
cohésive mais "non endommageable". Les paramètres de cohésion sont choisis de sorte que la
rupture n’ait pas lieu à l’interface grain/plateau (CNgrain/plateau >> CNgrain/grain).
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6.5.2.4 Résultats numériques
Lorsque le système est mis en traction, toutes les interfaces horizontales, perpendiculaires à la
direction de sollicitation sont endommagées puisque le seuil d’endommagement C0 est dépassé :
chaque interface horizontale reprend en moyenne un effort équivalent à Fmoy = F/Nxcoh = 25.6N ,
à l’instant initial avec Nxcoh le nombre d’interfaces cohésives sur l’axe horizontal. L’endommage-
ment va évoluer progressivement jusqu’à ce que l’interface centrale (celle présentant l’endomma-
gement initial maximal) atteigne le seuil de rupture CN (1−md) : c’est l’initiation de la fissuration
et l’effort s’annule au niveau de l’interface "rompue". Les efforts vont alors se répartir sur les
autres interfaces encore cohésives bien qu’endommagées. La répartition des efforts ne se fait pas
de manière homogène sur les interfaces comme l’atteste la figure (6.22) : ce sont les interfaces
proches de l’interface qui s’est rompue qui reprennent un effort supérieur à Fmoy. La répartition
des efforts est alors décroissante de part et d’autre du centre. L’endommagement va continuer à
évoluer sur les interfaces encore cohésives jusqu’à ce que la prochaine interface atteigne son seuil
de rupture. Ainsi de proche en proche la fissuration va se propager du centre de la plaque vers les
bords jusqu’à la rupture totale de l’échantillon. La figure 6.23 permet de visualiser l’évolution de
l’endommagement pour différents temps. Remarquons que la répartition de l’endommagement
n’est pas tout à fait symétrique de part et d’autre du centre. Notons également que certaines
interfaces ont un endommagement supérieur à celui d’interfaces plus proches du centre : ceci
peut être dû d’une part, à la précision de la solution numérique et d’autre part à l’histoire de la
répartition des efforts sur les interfaces 8. Cette dernière figure 6.23 est à metre en parallèle avec
la figure 6.22. Plus on avance dans l’essai, moins nombreux sont les interfaces encore cohésives :
ils reprendront donc des efforts de traction plus importants (figure 6.22, par exemple t6). Notons
également qu’avant rupture totale de l’échantillon (t6) le décollement survient pour des interfaces
plus éloignées du centre que d’autres : ceci est dû à la propagation de la fissuration qui n’est pas
en fait tout à fait rectiligne (voir figure 6.24).
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Fig. 6.22 – Evolution des efforts de traction au niveau des interfaces situées sur la ligne initia-
lement préendommagée. Chaque point du graphique représente une interface.
8On notera le "décollement" au cours du calcul de quelques interfaces situées au-dessous ou au-dessus de la
ligne préalablement préendommagée, ce qui pertube la répartition et l’évolution des efforts sur la ligne que l’on
attent à voir se fissurer.
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Fig. 6.23 – Evolution de l’endommagement au niveau des interfaces situées sur la ligne initiale-
ment préendommagée. Chaque point du graphique représente une interface.
Fig. 6.24 – Fissuration à l’intérieur de la plaque avant rupture totale. Les traits verts représentent
les interfaces qui viennent de se rompre et qui se trouvent encore dans la zone de détection du
contact (toutes les intrefaces ayant rompues ne sont donc plus nécessairement colorées).
6.5.2.5 Comparaison numérique/analytique : bilan
3 valeurs de η ont été testées (voir tableau 6.5). Nous présentons directement l’évolution de
la longueur de la demi-fissure adimensionnée en fonction du temps adimensionné (figure 6.25) 9.
Tout d’abord, nous pouvons observer que l’adimensionnement par le temps caractéristique est
toujours possible pour cet empilement de particules.
9Nous présentons dans l’Annexe A figure A.1 un autre graphique présentant des données complémentaires :
celles de la vitesse de propagation de la fissuration en fonction du temps adimensionné.
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Nous observons cependant un écart des solutions numériques par rapport à la solution analy-
tique. L’hypothèse qui semble être la plus forte est celle de la répartition uniforme des efforts
sur les interfaces ayant toujours une cohésion de part et d’autre de la fissuration. Ceci n’est pas
observé numériquement (figure 6.22) : les interfaces près des lèvres de la fissure reprennent un
effort supérieur à ceux repris par les interfaces situés au bord de la plaque 10. D’autre part, nous
avons déjà évoqué plus haut longuement la non horizontalité de la propagation de la fissuration,
certainement dûe à la précision numérique. La non symétrie numérique s’ajoute à ces causes
d’écart entre les solutions numériques et analytiques.
Afin de vérifier si l’écart était dû au nombre de particules du système ou encore aux effets de
bords, nous avons augmenté le nombre de particules tels que Nx = Ny = 101 particules. Au total
nous avons une "plaque" de N = 10201 particules (voir Annexe A, figure A.2). Nous avons ainsi
un rapport "taille de la maille/taille du système"= Dp/Lx = 1/Nx ≈ 0.1 alors que dans le pre-
mier cas Dp/Lx ≈ 0.32. Globalement, les courbes sont beaucoup plus chahutées que dans le cas
Nx = 31. La fissuration n’évolue pas comme prévue sur la ligne centrale horizontale préendom-
magée mais à tendance à "zigzaguer" et à se déplacer sur des niveaux supérieurs ou inférieurs.
Ceci est également observable expérimentalement, la fissure dans une plaque sollicitée en trac-
tion n’est pas exactement rectiligne. La direction de la fissuration se fait toujours cependant
du centre vers les bords, mais toutefois sans prendre le chemin le plus court. En augmentant le
nombre de particules, on augmente le nombre de possibilités de trajets possibles pour la fissure
de se propager, qui sont également liés à l’augmentation du nombre d’inhomogénéités possibles
dans la répartition des efforts à chaque interface. Ici donc l’augmentation du nombre de grains
n’efface pas la dispersion. Nous ne pousserons pas l’étude plus loin car globalement, les solutions
analytiques et numériques dans le cas Nx = 31 sont proches : nous avons les mêmes ordres de
grandeurs. Ceci nous permet de valider la mise en œuvre numérique.



































Fig. 6.25 – Comparaison numérique/analytique de la valeur de la demi-fissure adimensionnée
a/2L (ou encore a˜/2) en fonction du temps de rupture adimensionné (voir l’annexe A pour
l’expression de la demi-fissure adimensionnée).
10La forme de la courbe numérique des efforts normaux de traction ’ressemble’ à celle prévue de la théorie qui
évalue des efforts normaux en pointe de fissure proportionnels à 1/
√
r avec r la distance par rapport à la pointe
de fissure.
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6.6 Conclusion
Dans ce chapitre, nous avons abordé pas à pas la modélisation de la rupture des blocs ro-
cheux : nous avons pris le parti de représenter un bloc comme un assemblage de particules liées
par cohésion, la taille des particules constituant le bloc pouvant être considérée comme un pa-
ramètre de discrétisation du problème, ou encore comme la finesse du maillage pour faire une
analogie avec les méthodes aux éléments finis. Les lois cohésives classiques n’ont pas permis de
représenter une rupture progressive des échantillons vis à vis du chargement : nous avons alors
introduit un endommagement interfacial.
Le modèle choisi est un modèle à deux surfaces seuils : on y introduit une surface seuil d’en-
dommagement caractérisée par une valeur d’amorçage de l’endommagement C0(1−md) et une
surface seuil de rupture caractérisée par une valeur seuil de la cohésion de rupture CN (1−md),
toutes deux évoluant donc avec l’endommagement. Une loi d’évolution est introduite, dans la-
quelle on précise un temps caractéristique η qui règle la vitesse d’endommagement. Les para-
mètres C0 et CN quant à eux sont représentatifs de la résistance à long terme du matériau pour
C0, et de la résistance à court terme du matériau en ce qui concerne CN .
Les exemples testés ont permis de valider la mise en œuvre numérique. Ils ont également
permis d’évaluer l’influence de chaque paramètre sur la cinétique de rupture. Une analyse dimen-
sionnelle a permis également d’identifier les paramètres matériaux des paramètres numériques
du modèle. On trouve finalement que les paramètres matériaux sont entre autres σ0 (contrainte
d’initiation de l’endommagement) et σu (contrainte seuil de rupture), à la place de C0 et CN
comme nous l’avions annoncé au départ. C0 et CN dépendent en fait de la taille de la discrétisa-
tion Dp et sont donc considérés comme des paramètres numériques. Par contre le rapport C0/CN
(=σ0/σN ) peut être lui considéré comme un paramètre matériau. m est aussi un paramètre ma-
tériau mais son influence n’a pas été testée ici. Il est par contre plus difficile de se prononcer sur
le temps caractéristique η.
Au total, on se retrouve avec un jeu de paramètres minimum (m, η, σ0, σ0/σu) ou (m, η, σN , σ0/σu)
pour décrire complètement le modèle. Fort de ce modèle, nous allons maintenant passer à l’étude
d’échantillons de roche : nous commencerons par l’étude d’un seul grain, qui sera une éprouvette
en compression pour passer ensuite à l’échelle supérieure de la collection de grains.
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7.1 Introduction
Dans ce chapitre, on présente maintenant la modélisation d’un assemblage granulaire en com-
pression en intégrant la loi de comportement à endommagement différé. L’étude précédente a
montré que le modèle donnait des résultats corrects sur des assemblages réguliers sollicités en
traction. L’idée de ce chapître est de continuer à modéliser la rupture différée de solides rigides,
mais cette fois-ci en compression, sur des assemblages non réguliers. En particulier les milieux
modélisés sont des éprouvettes 2D (donc rectangulaires), qui représenteraient les matériaux qui
nous intéressent : les roches. Avec cette géométrie globale régulière (il y a par contre, localement
du désordre) qui va nous permettre d’évacuer tout problème de forme, on va vérifier si l’influence
des paramètres du modèle est toujours bien mise en évidence sur ce type d’empilement. L’in-
fluence des paramètres sera donc étudiée pas à pas sur des essais caractéristiques de laboratoire :
nous effectuerons des essais de fluage, relaxation et compression simple. Cette étude nous per-
mettra de vérifier si le modèle reproduit un comportement déjà observé pour ce type de milieu.
Notons que les valeurs choisies dans ce chapitre des paramètres du modèle ne seront pas calées
à partir d’essais expérimentaux : les comparaisons entre les résultats du modèle et les données
de la littérature seront donc uniquement qualitatives.
7.2 Préparation des éprouvettes
La préparation des éprouvettes utilisées pour la compression se fait en deux grandes étapes
détaillées ci-dessous :
– Dépôt gravitaire
La préparation des éprouvettes se fait ici par dépôt gravitaire particule par particule (voir
figure 7.1(a)) à l’intérieur d’un "récipient" ou "moule" délimité par une paroi basse et
deux parois latérales. Toutes ces parois sont rigides. On leur impose un mouvement lent
de droite à gauche suivant l’horizontale défini par une fonction du type V = A cosωt.
Ce mouvement est nécessaire afin d’éviter que l’empilement ne soit trop régulier : les
empilements monodisperses déposés par gravité tendent à s’arranger de façon cristalline.
C’est également pour cette raison qu’un dépôt particule par particule -appelé encore dépôt
par "point source" dans le code de calcul utilisé LMGC90 - a été choisi plutôt qu’un dépôt
gravitaire utilisé par exemple dans le chapitre (5) 1.
L’échantillon est composé de 800 particules, dont leur diamètre Dp = 5mm. Le coefficient
de frottement µ aussi bien entre particules qu’à l’interface particule/paroi est pris égal à 1
afin de réaliser l’échantillon le plus poreux possible2.
Même après stabilisation de l’échantillon à la suite du dépôt par "point source", la partie
haute de l’empilement n’est pas plane. Ainsi par l’intermédiaire d’une paroi supérieure
horizontale, nous imposons une contrainte de 20 kPa afin de réarranger la partie haute
de l’échantillon 3. On trouvera dans la thèse de J.Y. Delenne [DEL02] une autre manière
de générer des éprouvettes rectangulaires : celles-ci s’obtiennent par découpe à l’intérieur
1Même en imposant des vitesses initiales aléatoires à des particules réparties sur une grille puis soumises au
champ de la pesanteur on obtient un empilement très régulier.
2Nous sommes toujours conscients d’être limité ici par la monodispersité du milieu : nous ne cherchons pas à
atteindre avec un modèle 2D la porosité réelle (donc 3D) des roches.
3Nous sommes conscients ici d’avoir généré un échantillon où la répartition des efforts n’est pas isotrope,
ceci n’étant pas une condition nécessaire pour ce type d’essais. On notera d’ailleurs que l’anisotropie peut être
représentative de celle existant dans des éprouvettes de roche carrotées dans un massif : cette anisotropie est le
témoin d’un passé géologique où la roche a subi une succession des sollicitations dans diverses directions.
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d’un échantillon de taille plus grande, comme cela a été fait pour les grains dans le chapitre
précédent.
Remarques :
1. Une autre manière de réaliser des empilements non réguliers, désordonnés avec une
seule taille de particule est d’imposer une cohésion au moment du contact entre
particules. Il suffit d’utiliser la loi "IQS_DS_WET_CLB" dans le code de calcul
LMGC90 où l’on précise la valeur de la cohésion et la distance entre particules en
deçà de laquelle la cohésion s’applique (attention à l’effet ventouse provoqué par une
valeur trop forte de cohésion et/ou une distance trop grande).
Notons que ce type de préparation aboutit à des échantillons plus désordonnées (voir
figure 7.9) que ceux que nous avons préparés avec un dépôt gravitaire avec du contact
frottant entre particules.
2. Une variation de 10% du rayon des particules est un autre moyen permettant d’éviter
l’ordre dans l’empilement.
– Cohésion des interfaces et relaxation de l’éprouvette
L’échantillon est ensuite "libéré" de ses parois latérales rigides. On impose une cohésion
à chaque interface pour solidariser les particules entre elles. Le champ gravitaire est
supprimé. On laisser l’échantillon se relaxer pendant un certain temps afin que l’état de
contraintes se stabilise.
L’échantillon ainsi préparé peut être visualisé sur la figure 7.1 (b). Sa largueur est l = 10cm
et sa hauteur H0 = 18cm. La compacité finale est de 0.844.
(a) Préparation d’une éprouvette par dépôt
gravitaire particule par particule
(b) Eprouvette finale
Fig. 7.1 – Réalisation d’une éprouvette rectangulaire et éprouvette finale.
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7.3 Fluage
Afin de caractériser le comportement d’une éprouvette rocheuse constituée de particules en
contact cohésif endommageable, on procède à des essais caractéristiques : l’éprouvette, dont les
caractéristiques de la loi cohésive sont exposés dans Tab.7.1, est soumise à un échelon de force (ou
contrainte) et l’on étudie en premier lieu comment varie la déformation en fonction du temps.
L’échelon est choisi de telle sorte qu’avec une loi d’interfaces cohésives classique, l’éprouvette
n’encaisse aucune déformation et ne se rompe pas pour cette valeur d’échelon. On notera que
les valeurs des paramètres du modèle ont d’abord été choisi dans un souci de limiter la durée
des calculs, et ce, en explicitant correctement la phénoménologie attendue. Nous rappellons
d’autre part que dans tous les calculs qui suivent, la valeur de m est fixée à 1. On ne
fera pas varier ce coefficient dans nos simulations.
Tab. 7.1 – Paramètres de la loi cohésive à endommagement différé et données de l’essai
Coefficient m m = 1
Seuil d’endommagement C0 = 100N
Seuil de rupture CN = 300N
Coefficient de frottement de la loi cohésive µ = 1
Coefficient de frottement grain/grain µnc = 1
Ratio chargement/résistance à la compression σfluage/σcompression ≈ 70%
Pas de temps T = 2.5 10−4s
7.3.1 Influence du temps caractéristique η
On étudie l’influence du temps caractéristique. Les résultats sont présentés sur la Figure 7.2.
On note σ/σN = 6.66 le rapport 2D entre le chargement de fluage et le seuil de rupture, avec
σ = Ffluage/(le) et σN = CN/(Dpe), e étant l’épaisseur unitaire. Les courbes pour différents
temps caractéristiques mettent bien en évidence une rupture différée des échantillons : au bout
d’un certain temps (variant avec η) les éprouvettes ne supportent plus la charge appliquée, se
rompent et s’effondrent. D’autre part, on vérifie bien que plus η est élevé, plus la rupture est
différée. Si on adimensionnne le temps par le temps caractéristique η, on peut déduire de la Fi-
gure 7.3(a) qu’un adimensionnement par le temps caractéristique est possible au premier ordre.
η semble donc être un paramètre d’adimensionnement pertinent. Ce résultat est important : il
pourra permettre l’utilisation d’un temps caratéristique peu élevé dans des simulations similaires
afin de limiter les temps de calculs. C’est une donnée de grande importance car on connaît la
durée prohibitive de ce type de calculs simulant des temps de fluage de l’ordre de la journée ou
du mois. Les calculs prennent jusqu’à 25h CPU pour η = 100 s sur un processeur ES40 Compaq.
Regardons maintenant comment évolue la déformation dans le temps. On note ε = ∆H/H0, avec
∆H la variation de hauteur de l’éprouvette au cours du fluage. Même si elles augmentent dans le
temps, les déformations avant rupture sont faibles : elles sont de l’ordre de 10−4 (≈ 0.02%), soit
de l’ordre de la précision numérique. La déformation est donc principalement d’ordre numérique,
l’éprouvette ne se déforme que très peu avant rupture. Regardons alors comment s’opère la rup-
ture. La Figure 7.3(b) présente l’évolution de la fraction d’interfaces cohésives qui se rompent
(ou encore qui perdent leur contact ou se décollent). On définit la fraction de ruptures comme le
rapport des interfaces qui subissent un perte de cohésion (seuil de rupture atteint par l’interface)
sur le nombre d’interfaces cohésives initiales. Concernant l’évolution du taux de rupture, celle-ci
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Fig. 7.2 – Evolution de la déformation des éprouvettes (b) après application d’un échelon de
contrainte (a) pour différents temps caractéristiques η.
se fait de manière progressive dans le temps, par palier, tout en s’accélérant avant l’instant de
rupture. De ce fait il s’agirait plutôt d’un fluage de type tertiaire si l’on élargit la définition ha-
bituelle en terme de déformation au taux de rupture d’interfaces. On remarque pour finir que la
valeur maximale atteinte pour le taux de rupture est de 1 à 2% selon la valeur de η. On visualise
sur la Figure 7.4 les zones partiellement endommagées (en bleu) ainsi que les zones où la cohésion
s’est totalement dégradée (en vert) avant la rupture de l’échantillon. Les dégradations partielles
ou totales de la cohésion sont localisées dans les zones de traction appartenant au réseau fort
(en rose). Notons que les figures illustrant ces zones d’endommagement et de décohésions sont
sensiblement les mêmes quel que soit le temps caractéristique pour un temps de la simulation t/η
fixé : ceci semblerait être le signe d’une histoire identique dans l’endommagement et les ruptures
des interfaces occasionnées dans les éprouvettes, quel que soit le temps caractéristique.
Enfin, sur la figure 7.5 on peut suivre l’évolution de la fraction d’interfaces cohésives νcohésive.
On la définit comme le rapport entre le nombre de contacts cohésifs sur le nombre de contacts
total. On vérifie ainsi que c’est la diminution -même faible- du nombre d’interfaces cohésives
appartenant au réseau fort qui est à l’origine de la rupture de l’échantillon.
7.3.2 Influence du seuil d’endommagement C0 et du seuil de rupture CN
Dans l’étude paramétrique suivante nous avons fait varier la valeur du seuil de rupture CN
pour une valeur du seuil d’endommagement fixée C0 = 100N . Nous avons ensuite procédé de
la même manière afin d’étudier l’influence du seuil d’endommagement en faisant varier C0 pour
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Fig. 7.3 – Evolution de la déformation des éprouvettes (a) et évolution de la fraction de rupture
d’interfaces cohésives (b) en fonction du temps adimensionné par η.
Fig. 7.4 – Etat de l’endommagement dans l’éprouvette avant rupture à la suite du fluage. Les
zones en bleu indiquent les interfaces partiellement endommagées, les zones en vert représentent
les interfaces dont la cohésion s’est totalement dégradée, et les zones en rose sont représentatives
des zones de traction dans le matériau. Pour les zones blueues et vertes, la longueur du trait est
proportionnelle à l’endommagement (en cours ou à rupture).
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Fig. 7.5 – Evolution de la déformation de l’éprouvette (a) et évolution de la fraction d’interfaces
cohésives νcohésive(b) en fonction du temps adimensionné (ici η = 1s).
une valeur du seuil de rupture fixé CN = 300N . η est pris égal à 1 s.
La valeur des déformations avant rupture de l’échantillon étant difficiles à quantifier, il est
plus intéressant d’étudier les évolutions des ruptures d’interfaces cohésives pour les deux études
paramétriques présentées sur la figure 7.6 : elles nous permettront d’expliquer plus finement la
sensibilité du modèle par rapport aux deux seuils étudiés, puisqu’elles y sont directement liées,
les déformations de l’échantillon étant leur conséquence.
On a déjà vu que CN joue sur la cinétique de ruptures d’interfaces. La conséquence immédiate
ici est que la rupture de l’éprouvette est d’autant plus retardée que CN augmente et il semble
aussi que le taux de ruptures d’interfaces avant rupture totale de l’éprouvette augmente (figure
7.6(a)) : pour rompre totalement l’éprouvette il faut donc la rupture d’un plus grand nombre
d’interfaces plus le seuil de rupture augmente, le matériau étant globalement plus résistant (la
résistance instantanée est augmentée).
Concernant maintenant l’étude paramétrique sur C0, sur la figure 7.6(b) on vérifie bien que la
rupture de l’échantillon est retardée plus C0 augmente. Notons que nous n’avons pas obtenu de
rupture pour la valeur de C0/CN = 0.6 dans le temps simulé. En augmentant C0, on augmente
le seuil d’activation de l’endommagement donc on retarde la rupture. Ici quand le seuil d’en-
dommagement C0 varie à CN fixé, on ne change pas la résistance instantanée du matériau : on
ne remarque pas alors de différences notables dans la valeur limite du taux d’interfaces rompues
avant rupture (figure 7.6(b)). C0 ne joue en effet que sur la vitesse d’évolution de l’endomma-
gement, i.e sur la cinétique d’endommagement. Donc toutes éprouvettes encaissent globalement
la même proportion de décohésions d’interfaces avant rupture puisque le paramètre qui pilote
l’occurence des ruptures, CN est fixé. Notons que dans le cas où CN varie, ici l’endommagement
est activé lors de l’application de la charge, on arrive alors à atteindre la rupture quelle que soit
la valeur de CN . Par contre lorsqu’on fait varier C0, on remarque que si la valeur du chargement
n’est pas suffisante pour induire un état de contraintes au niveau des interfaces supérieur au seuil
d’endommagement, alors il n’y aura pas de rupture puisque l’endommagement n’aura pas été
164 Résultats numériques de la modélisation de la rupture différée : éprouvettes en compression
activé.
Sur la figure 7.7 on présente les temps de ruptures adimensionnés relevés pour chaque étude
paramétrique. Dans le cas où C0 varie, trupt/η → ∞ avant que C0/CN atteigne 1 : pour être
plus rigoureux, il est possible que trupt/η n’existe pas quand C0/CN < 0.6, i.e il est possible
qu’il n’y ait pas de rupture de l’éprouvette même après des temps très longs pour cette valeur
de chargement. Alors que quel que soit CN , si l’endommagement est activé on aura rupture de
l’échantillon, ce qui est visible sur la courbe 7.7. Ceci signifie donc que C0 est un paramètre plus
discriminant que CN sur l’occurence de la rupture de l’éprouvette.
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Fig. 7.6 – Evolution du taux de rupture d’interfaces cohésives lorsque CN varie (a) et lorsque
C0 varie (b) en fonction de t/η.

















 C0 varie, CN fixe
CN varie, C0 fixe
Fig. 7.7 – Temps de rupture trupt des éprouvettes adimensionnés par η en fonction du rapport
C0/CN .
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7.3.3 Influence du chargement
2 autres chargements sont testés : σ/σN = 3.33 et 5. Les résultats sont présentés sur la
Figure (7.8). On vérifie aussi sur un empilement non régulier que plus le chargement est faible
plus la rupture sera différée dans le temps. Nous présentons ici l’évolution des ruptures au cours
du fluage (a) et les déformations de fluage (b), celles-ci étant toujours minimes. On note que
l’évolution des ruptures d’interfaces se fait toujours de manière accélérée avant rupture pour le
chargement σ/σN = 5. Dans le cas du chargement le plus faible où σ/σN = 3.33, la rupture de
l’échantillon n’a pas été obtenue dans le temps simulé.
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Fig. 7.8 – Evolution des déformations (a) et de la fraction d’interfaces cohésives rompues (b) en
fonction du temps adimensionné pour 3 valeurs d’échelon de force imposée (η=1s).
7.3.4 Influence de l’arrangement initial
L’étude menée dans ce paragraphe ne vise en aucun cas à l’exhaustivité, nous cherchons à
vérifier simplement ici la forme des évolutions des déformations et des ruptures au cours du
fluage. Pour ce faire, nous testons deux autres échantillons de tailles sensiblement différentes
et préparés de manière différente. Le premier (Echantillon no 2, Figure 7.9.a) a été préparé par
dépôt par point source en imposant une cohésion à l’interface lors du contact entre particules.
Le deuxième échantillon (Echantillon no 3, Figure 7.9.b) a été préparé par dépôt gravitaire où les
particules sont placées sur une grille avant application de la gravité. On introduit une dispersion
dans le diamètre des particules : celles-ci sont de deux tailles différentes et leurs diamètres vaut
Dp = 5mm et Dp = 6mm, ce qui permet de générer un échantillon un peu plus désordonné
que dans le cas principalement étudié. Les compacités C des éprouvettes sont résumées dans le
tableau 7.2.
Les résultats sont présentés sur la Figure 7.10. On remarque que seul l’échantillon no 3 pré-
sente des déformations non négligeables (Figure 7.10.a) : cela vient tout simplement du fait que
l’échantillon est plus poreux donc lâche. La fissuration semble alors se propager plus lentement
que dans les éprouvettes plus denses, et le matériau encaisse plus de déformations avant de se
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Echantillon no 1 Echantillon no 2 Echantillon no 3
C1 = 0.844 C2 = 0.805 C3 = 0.791
Tab. 7.2 – Fraction surfacique ou compacité C des différents échantillons testés
(a) (b)
Fig. 7.9 – Autres éprouvettes testées pour l’essai de fluage.
fracturer totalement. D’autre part, on remarque que l’évolution de la déformation se fait à vitesse
non constante pour l’échantillon no 3, tout comme l’évolution de la fraction de ruptures (Figure
7.10.b) : il y a alternance de phases à vitesse constante, nulle ou accélérée. Pour les échantillons
no 1 et no 2 les vitesses d’évolution des décohésions d’interfaces sont plutôt contantes.
7.3.5 Discussion
Le modèle introduit permet donc selon l’arrangement granulaire (ou encore selon la porosité
-présence de vides- de l’éprouvette) des échantillons de simuler différentes évolutions de défor-
mations et de ruptures d’interfaces, que l’on connaît en expérimental. Pour l’éprouvette no 1
principalement étudiée tout au long de la section, les déformations encaissées sont très faibles, ce
qui est bien caractéristique d’un matériau fragile. Les évolutions observées sont en accord avec les
résultats de la littérature : on peut noter à ce propos que l’allure des courbes obtenues et l’ordre
de grandeurs des déformations se rapprochent des essais de fluage effectués par [MARA99] sur
un calclaire nommé ’Pietra Leccese’, avec nos valeurs de paramètres.
Pour information, on a noté pour l’échantillon no 3, que les ordres de grandeurs de défor-
mation avant rupture obtenus correspondaient à ceux obtenus expérimentalement par [ATA99],
sur des essais de fluage sur un matériau préparé à partir de sable siliceux et de ciment. Nous ne
nous attarderons pas sur une comparaison quantitave avec les résultats expérimentaux, comme
annoncé dans l’introduction. Ces résultats montrent toutefois la capacité du modèle à modéliser
plusieurs types d’évolutions de déformation, ou de ruptures.
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Fig. 7.10 – Comparaison des évolution des déformations (a) et de la fraction de ruptures (b)
pour les échantillons no 1, no 2 et no 3 (η=1s).
7.4 Relaxation
L’essai dual de l’essai de fluage est l’essai de relaxation : on impose un déplacement (ou
déformation) à l’échantillon et on regarde comment évoluent les efforts à l’intérieur de l’échan-
tillon. On applique une vitesse de déformation constante au plateau supérieur de l’échantillon
afin d’imposer la déformation voulue, et on maitient ensuite les plateaux immobiles. La défor-
mation imposée est ici d’environ 2%.
La figure 7.11(a) présente l’évolution du rapport de la contrainte résultante sur le plateau
supérieur sur le seuil de rupture σN en fonction du temps adimensionné par η. On met en évi-
dence ici aussi que l’adimensionnement par η est toujours possible et pertinent dans le cas de
cet essai de relaxation. Il semblerait ainsi que les échantillons subissent le même historique dans
l’évolution des efforts. Quel que soit η on observe le même type d’évolution : les efforts se relaxent
à l’intérieur de l’éprouvette de façon discontinue, il existe ainsi des sauts d’efforts tout au long
des essais, jusqu’à stabilisation. Ces sauts correspondent également aux sauts dans l’évolution
des interfaces qui se rompent (Figure 7.11.b). Notons que lorsque nous avons chargé l’échan-
tillon afin de lui imposer une déformation, nous avons provoqué la rupture de certaines interfaces
mitoyennes générant ainsi une micro-fissure située au bas de l’échantillon, visible sur la Figure
7.12 : au niveau de la fissure quelques particules ne sont donc plus en contact. Malgré la présence
de la micro-fissure, il n’y a pas eu de ruptures de l’échantillon, les efforts se sont redistribués à
l’intérieur de l’échantillon jusqu’à se stabiliser et trouver un état d’équilibre. Pendant la redis-
tribution des efforts, des interfaces ont continué à s’endommager et certaines se sont rompues
en plus de celles déjà rompues lors du chargement au niveau de la micro-fissure. Notons de plus
que la contrainte diminue proportionnellement avec l’évolution du taux de rupture (Figure 7.13).
Nous remarquons que l’allure de l’évolution des efforts dans le temps pour cet essai de relaxation
est comparable à l’évolution discontinue, évoluant par paliers mesurée par Li et Xia [LI00] lors
d’essais de relaxation sur des éprouvettes parallélépipédiques de grès rouge. Cependant la forme
de l’évolution des efforts n’est pas unique : Li et Xia ont mesuré une diminution continue des
efforts de relaxation dans le cas d’essais sur une pierre d’argile.
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Concernant la redistribution des efforts, nous pouvons remarquer que les variations de l’effort
résultant sur le plateau supérieur (normalisé par la valeur du seuil de rupture), sont en adéquation
avec les variations de la fraction d’interfaces cohésives appartenant aux réseaux d’efforts faibles
et forts (Figure 7.14). νcohesive est définie de la même façon qu’au 7.3. On remarque que νcohesive
"faible" qui au début n’est pas majoritaire4 prend ensuite le dessus sur la fraction cohésive
"forte". Au moment de changement de "majorité" suit une période d’équilibre provisoire des
efforts. Ce changement dans la distribution des efforts des réseaux faibles et forts montre la
capacité de l’échantillon à s’auto-organiser de façon à maintenir la déformation constante.











































Fig. 7.11 – Evolution du rapport de la contrainte résultante sur le plateau supérieur sur le seuil
de rupture σN (a) et évolution de la fraction de rupture d’interfaces cohésives (b) en fonction du
temps adimensionné par η.
7.5 Compression uniaxiale : Essais à vitesse imposée
Pour compléter les essais caractéristiques de fluage et relaxation on réalise des essais à vitesse
de déplacement imposée. Une vitesse V de déplacement de l’ordre de 10−2 m/s, considérée comme
rapide, n’est pas appropriée pour mettre en évidence l’influence des paramètres du modèle. Cette
vitesse est d’ailleurs habituellement choisie pour donner une valeur de résistance à court terme
du matériau. Pour nos essais, on choisit de solliciter le matériau à une vitesse de déplacement de
10−5 m/s de sorte à mettre en évidence l’influence des paramètres du modèle avec des temps de
calculs les moins prohibitifs possibles.
Les tests sont effectués pour 2 temps caractéristiques : η = 1 et 10s (Figure 7.15a). D’autre part
afin de vérifier l’influence de l’introduction des paramètres du modèle à endommagement différé,
on effectue deux essais avec une loi cohésive classique, donc sans endommagement possible des
interfaces, mais où la rupture instantanée est possible. On rappelle qu’on définit pour cette loi
uniquement un seuil de rupture. Ainsi dans un premier temps on choisira d’effectuer un essai
où le seuil de rupture est égal au seuil de rupture de la loi d’endommagement différé et dans
un second temps on choisit le seuil de rupture égal au seuil d’initiation d’endommagement. Les
calculs, effectués sur un processeur S40 Compaq, induisent des temps CPU de l’ordre de 24h
4Ceci est probablement induit par chargement imposé avant la relaxation.
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Fig. 7.12 – Etat de l’endommagement dans l’éprouvette à la suite de la relaxation. Les zones en
bleu indiquent les interfaces partiellement endommagées, les zones en vert représentent les inter-
faces dont la cohésion s’est totalement dégradée. Le trait noir souligne la micro-fissure générée
lors du chargement.

















Fig. 7.13 – Evolution de la fraction de rupture en fonction de la contrainte adimensionnée.
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Fig. 7.14 – Evolution du rapport de la contrainte résultante sur le plateau supérieur sur la
contrainte seuil de rupture σN (a) et évolution de la fraction d’interfaces cohésives νcohésive (b)
en fonction du temps adimensionné (ici η = 1 s).
avec la vitesse de 10−5 m/s.
Avant d’étudier la réponse du modèle, il est important de remarquer que la valeur de la raideur
des courbes (σ − ε) est influencée par la valeur des paramètres numériques. Avec les paramètres
numériques choisis ici les interpénétrations sont faibles, mais afin d’obtenir une raideur plus
physique, on va ôter la composante "artefact numérique" à la valeur de la raideur. Pour ce
faire, on enregistre à chaque pas de temps la somme des interpénétrations cumulées sur tous les
contacts. La somme interpénétrations cumulées sur la hauteur vaut approximativement :∑
hauteur
gap =
Nombre de particules sur la hauteur de l’échantillon




gap désignant l’interpénétration. Ceci évidemment ne représente qu’une approximation, étant
donné que les interpénétrations ne sont pas distribuées de façon homogène dans tout l’échan-
tillon. D’autre part il est à noter que cette technique n’est pas utilisée dans le but d’opter pour
des paramères numériques moins fins ou moins adaptés au problème pour réduire les temps de
calculs. Elle permet seulement d’apprécier la composante numérique dans la raideur calculée5.
La Figure 7.16 présente les courbes brutes et corrigées des interpénétrations. Les courbes de la
Figure 7.15 ont été corrigées par cette technique.
Revenons à l’influence du modèle d’endommagement différé sur la réponse de l’échantillon
(Figure 7.15(a)). Les courbes réalisées avec la loi cohésive sans endommagement représentent
en quelque sorte les bornes, inférieures et supérieures, du modèle à endommagement progressif.
Pour l’essai où le seuil de rupture en traction vaut CN , on peut considérer que la vitesse d’en-
5Ce type de "corrections" est couramment effectué en expérimental, les déformations du bâti sont, quand cela
est nécesaire, retranchées aux courbes expérimentales afin d’obtenir les déformations réelles du matériau.
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Fig. 7.15 – Evolution du rapport de la contrainte résultante sur le plateau supérieur normalisée
(a) et évolution de la fraction de rupture d’interfaces cohésives (b) en fonction de la déformation
de l’éprouvette.
dommagement est infinie, ou encore que le modèle possède un temps caractéristique η → 0. De
la même manière, pour l’essai où le seuil de rupture en traction vaut C0, on peut considérer que
la vitesse d’endommagement est nulle, ou encore que le modèle possède un temps caractéristique
η →∞.
L’analyse de ces courbes permet de déduire les faits suivants :
– Tout d’abord, il y a eu une modification du seuil de rupture avec l’introduction du modèle :
plus η est grand, plus le seuil de rupture est élevé ;
– Ensuite, nous remarquons que la rupture est plus ductile avec l’introduction du modèle :
ainsi plus η est grand, plus le matériau peut se déformer. Ce qui revient à dire que plus η
est grand, plus on retarde le pic de rupture, et on décale l’instant d’amorcage de la rupture :
on introduit donc une certaine ductilité (le matériau encaisse plus de déformations et se
casse plus tard) ;
– Enfin, la phase radoucissante est plus progressive quand η = 1 ou 10s par rapport aux
courbes de la loi sans endommagement : ceci va aussi dans le sens de la ductilité.
Les courbes présentant la fraction d’interfaces (Figure 7.15.b) rompues vont dans le même
sens que ce qui vient d’être énoncé : les décohésions sont plus progressives pour le modèle d’en-
dommagement avec η = 1 et 10s.
D’autre part, à l’inverse du cas de relaxation, le réseau fort des contacts cohésifs se densifie ici
tant qu’il n’y a pas encore d’interfaces rompues, puisque la contrainte appliquée à l’échantillon
augmente (Figures 7.17). La fraction cohésive du réseau fort subit une diminution lorsque les
premières ruptures apparaissent au détriment de la fraction cohésive du réseau faible : c’est
l’initiation de la fissuration générée par les décohésions. Cette diminution même légère du réseau
fort signifie qu’il y a eu décohésion(s) d’un ou plusieurs éléments porteurs soutenant l’échantillon.
L’initiation de la fissuration est également visible sur la courbe (σ − ε) (courbe a), où il exsite
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 η=1s sans correction
 η=1s avec correction
Fig. 7.16 – Courbes brutes et corrigées des interpénétrations (η = 1s) dans le cas d’un essai à
vitesse imposée (V=10−5m/s).
une légère diminution de la contrainte lors des premières ruptures d’interfaces.
Pour finir, on présente sur la Figure 7.18 l’évolution des contraintes adimensionnées de rup-
ture σrupt et d’initiation de la fissuration σinirupt en fonction du produit η ε˙, avec ε˙ la vitesse de
déformation imposée. Plusieurs essais ont été effectués en faisant varier η et ε˙ : on a fait varier η
de 0.1 à 100s, et ε˙ de 5.10−5 à 5.10−2s−1. Lorsque ε˙ est grande et/ou lorsque η est grand, σrupt
tend vers une asymptote, qui représente la résistance à court terme. Si par exemple l’on divise η
par 10 et on multiplie ε˙ par 10, on obtient la même valeur de σrupt, ce qui valide le modèle : si on
diminue η alors la vitesse d’évolution de l’endommagement sera plus faible, mais augmenter ε˙ va
à l’inverse accélérer les décohésions. De la même manière, on remarque que la contrainte d’ini-
tiation de la fissuration tend vers une asymptote aussi. Les calculs prennent jusqu’à 62h CPU
pour les vitesses les plus faibles (ε˙ = 5.10−5s−1) sur un processeur ES40 Compaq. Ils prennent
quelques dizaines de minutes pour les vitesses les plus faibles.
7.6 Conclusion
Nous avons réalisé des essais sur éprouvettes granulaires censées représenter des échantillons
de roches, afin d’évaluer leur comportement lorsqu’on y intègre la loi d’endommagement différée
proposée. Nous avons effectué des essais de fluage, de relaxation, ainsi que des essais à vitesse
imposée. Dans le cas de l’essai de fluage, nous avons fait varier un certain nombre de paramètres,
dont les paramètres du modèle, afin d’évaluer leur sensibilité sur la réponse du matériau. Dans
tous les essais, nous avons remarqué que l’évolution des ruptures d’interfaces était en accord avec
l’évolution des déformations, ce qui montre que les décohésions sont bien la cause des déforma-
tion de l’échantillon. Nous parlerons donc dans la suite indifféremment d’évolution des ruptures
ou d’évolution des déformations.
Dans le cas du fluage et de la relaxation, nous avons vérifié que la paramètre η joue sur la
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Fig. 7.17 – Evolution des fractions cohésives νcohésive des réseaux d’efforts faibles et forts (c), en
comparaison avec l’évolution de la contrainte adimensionnée (a) et de la fraction de ruptures (b)
pour η = 1s.
cinétique des ruptures, et donc qu’une valeur de η élevée provoque, dans le cas du fluage (respec-
tivement dans le cas de la relaxation), une rupture (respectivement une relaxation des efforts)
retardée par rapport à des η plus faibles. Dans ce type de simulations, η apparaît comme un
paramètre d’adimensionnement pertinent, du moins au premier ordre. Il semblerait de plus que
les éprouvettes subissent la même histoire d’endommagement et de rupture quel que soit η.
Concernant les essais de fluage, l’étude paramétrique sur C0 et CN a montré que le rupture
des échantillons est d’autant plus différée que ces paramètres augmentent. De plus, nous avons
pu vérifier que C0 est un paramètre plus discriminant que CN sur l’occurence de la rupture. Nous
avons également vérifié que la rupture est accélérée par des valeurs de chargements croissants.
Des essais de fluage sur d’autres empilements ont permis de montrer la variété d’évolution des
décohésions simulées qui peuvent être rapprochées des différents types de fluage observés en ex-
périmental.
Concernant les essais à vitesse imposée, l’introduction d’un endommagement interfacial dans
un modèle cohésif, a permis d’introduire une certaine ductilité dans le matériau, à condition
de solliciter le matériau avec des vitesses assez faibles (< 10−5m/s). Lorsque l’on sollicite le
matériau à des vitesses élevées ou lorsque η est très élevé, la résistance du matériau tend vers
une asymptote, i.e sa résistance à court terme, l’endommagement n’ayant que très peu le temps
d’évoluer.
L’étude de la fraction d’interfaces cohésives est également en bon accord avec les déforma-
tions ou la relaxation à l’intérieur du matériau.
Ce modèle d’endommagement interfacial semble donc correspondre à nos attentes.
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Fig. 7.18 – Evolution des contraintes adimensionnées de rupture σrupt et d’initiation de la fissu-
ration σinirupt en fonction de η ε˙.
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8.1 Introduction
De l’assemblage de particules destinées à modéliser un unique solide rigide dans la chapitre
précédent, nous continuons notre progression, pour proposer maintenant une modélisation d’une
collection de grains. Dans ce chapitre, nous cherchons ainsi à modéliser des essais de compression
œdométriques à l’aide d’un milieu représentatif d’un enrochement de petite taille : le milieu est
modélisé par une collection de grains en contact et frottement, eux-mêmes constitués de par-
ticules, celles-ci étant toujours liées par une cohésion endommageable. Le but étant double :
nous cherchons toujours dans un premier temps à analyser l’influence des paramètres du mo-
dèle sur cet autre type d’empilement, ceci afin de vérifier dans un second temps si le modèle
est capable de reproduire la phénoménologie observée sur des essais expérimentaux, dont la lit-
térature est abondante. Nous présenterons ainsi tout d’abord les simulations effectuées sur les
essais caractéristiques de fluage et relaxation, pour aborder ensuite les simulations de compres-
sion œdométrique réalisées à vitesse de force et de déplacement imposées.
8.2 Préparation des échantillons
Données initiales
Elles sont présentées ci-dessous :
– Le système est composé de 75 grains ou agrégats (générés à partir d’une découpe à l’in-
térieur d’un échantillon granulaire où les particules ont été déposées par gravité : voir
chapitre 6, la section 6.3 pour le découpage) ;
– Les grains sont de deux tailles différentes, leurs diamètres valent : D1 ≈ 5cm et D2 ≈ 6cm ;
leur sphéricité équivalente 2D est proche de 1 ; par contre leur rondeur prend une valeur
inférieure car il existe des angularités qui ont été générées lors de la "découpe" (on estime
une valeur de rondeur comprise entre 0.3 et 0.8, la valeur est toutefois difficile à estimer) ;
– Les grains de Φ1 = 5 cm sont composés de 56 particules ; ceux de Φ2 = 6 cm de 75
particules ; au total, le milieu est composé de 4979 particules exactement ;
– Les diamètres des particules varient légèrement1 Dp1 = 5mm etDp2 = 6mm soitDpmoyen =
5.5mm ;
– La largeur de l’échantillon vaut l = 48 cm.
Mise en place des grains sur une grille triangulaire avant dépôt gravi-
taire
Les grains sont placés sur une "grille" triangulaire2 et sont soumis au champ de pesanteur (voir
figure 8.1). On donne à ces grains une valeur de cohésion élevée de façon à ce qu’ils ne se rompent
pas lors de la chute dans le récipient au contact des parois ou des autres grains (dans notre cas
CN = 10
7 N). On n’introduit pas ici de seuil d’endommagement dans la préparation de l’échan-
tillon : l’endommagement n’est pas introduit, il ne peut y avoir de ruptures différées. Une fois
les grains déposés, on attend que le sytème se stabilise. Les paramètres de la loi cohésive lors du
dépôt gravitaire sont présentés dans Tab. 8.1.
On applique ensuite un échelon de contrainte (10 kPa) à cet échantillon via une paroi supé-
rieure pour réorganiser l’échantillon obtenu par gravité. À noter qu’au cours de cette étape, le
1Notons qu’ici nous avons fait varier dans une certaine mesure le diamètre des particules afin d’obtenir un
système moins régulier lors du dépôt gravitaire.
2On a remarqué qu’une grille triangulaire donnait des échantillons plus désordonnés (moins réguliers) qu’une
grille rectangulaire.
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Tab. 8.1 – Paramètres de la loi cohésive lors du dépôt gravitaire
Seuil de rupture CN = 107 N
Coefficient de frottement grain/grain µnc= 1
Coefficient de frottement de la loi cohésive µ= 1
grain disposé le plus haut sur le tas s’est rompu (dû à l’encaissement d’une partie importante
de l’effort appliqué). L’échantillon après préparation peut être visualisé sur la figure 8.2. Les
caractéristiques de l’échantillon sont données dans le tableau 8.2. On notera que la valeur de la
porosité initiale notée ici est composée de 2 types de vides : les vides intergrains et les vides à
l’intérieur d’un même grain (donc inter-particulaires).
Fig. 8.1 – Grille à partir de laquelle on dépose par gravité les grains.
8.3 Choix des paramètres numériques
Le choix de paramètres numériques dans le cas de milieux discrets n’est pas sans difficulté :
il dépend de beaucoup de facteurs : de la nature du système considéré (système dense ou lâche),
de la taille des particules, du niveau de sollicitation, de la valeur du frottement, etc. Le but étant
de réduire l’accumulation de violations ou d’interpénétrations. Dans le cas de milieux cohésifs
que nous traitons, les possibilités d’interpénétrations sont augmentées en raison de la présence de
cette cohésion qui "soude" dans une certaine mesure les particules : si les paramètres numériques
ne sont pas choisis correctement, certaines particules soudées vont s’interpénétrer vu qu’elles ne
pourront pas se déplacer les unes par rapport aux autres (si la résistance en traction n’est pas
dépassée) et glisser ainsi dans un espace de vide voisin. Les paramètres numériques sont donc
très sensibles également à la valeur de la cohésion choisie. Ainsi une série de paramètres numé-
riques optimaux (par rapport à la précision du calcul que l’on s’est fixée) pour une valeur de
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Fig. 8.2 – Echantillon œdométrique : état initial avant sollicitation.
Tab. 8.2 – Caractéristiques de l’échantillon œdométrique
Nombre total de particules Np = 4979
Nombre de grains Ng = 75
Nombre de particules/grain Npg = 56 ou 75
Taille grains (ou bloc) Φ1 ≈ 5 cm et Φ2 ≈ 6 cm
Diamètre particule Dp1 = 5 mm et Dp2 = 6 mm
Dimensions boîte œdométrique Hauteur = 41.4 cm
Largeur = 48 cm
Compacité après dépôt C=0.64
ou porosité après dépôt n=0.36
Nombre de coordination Nc=4.48
cohésion donnée liant les particules, ne donnera pas le même ordre de précision si l’on fait varier
la cohésion (et même si la sollicitation est identique).
Dans tous les calculs menés par la suite, nous ne prétendons aucunement arriver à une précision
que l’on pourrait qualifier ’d’optimale’, qui serait de prévoir la précision des positions des corps
en contact avec une erreur < 1%. Nous nous sommes contentés d’obtenir une précision que nous
qualifierons ’d’acceptable’ (gapmax/Dp ≈ 5%), le souci ayant été de limiter les temps de cal-
culs en obtenant toutefois une précision acceptable. Avec ces jeux de paramètres il est probable
d’avoir masqué quelques crises dynamiques : des paramètres numériques plus optimaux seront
utilisés dans la dernière partie de l’étude, qui est celle de la comparaison des essais numériques
aux essais expérimentaux. Pour avoir une ’mesure’ des violations, on adopte donc comme témoin
de la précision numérique le rapport gapmax/Dp (< 5% donc), gapmax étant l’interpénétration
maximale calculée à chaque pas de temps et Dp le diamètre de la particule. Il s’agit donc d’une
estimation de l’erreur calculée par rapport au diamètre de la particule. Notons que le rapport
inverse Dp/gapmax peut être considéré comme la "raideur numérique" des particules.
Dans la suite, les paramètres numériques utilisés sont résumés dans le tableau 8.3.
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Pas de temps T = 5.10−4s
Critère de convergence Quad = 0.166 10−3
Tab. 8.3 – Paramètres numériques utilisés pour les essais œdométriques
Afin de tenir compte des interpénétrations de particules pour chaque résultat, nous avons
pris le parti "d’éliminer" en quelque sorte ces interpénétrations des courbes brutes récupérées
en fin de calcul. Ceci n’étant pas une solution idéale, elle permet cependant de comparer dans
une certaine mesure les résultats entre eux. Pour cela, nous avons retranché pour chaque calcul,
les interpénétrations cumulées sur la hauteur de l’échantillon, comme cela a été fait au chapitre
précédent. Avec cette technique, il est ainsi possible de vérifier que la part de déformations
"numériques" n’est pas prépondérante dans les déformations de fluage (voir figure 8.3). Notons
que nous avons obtenu dans le cas des essais à vitesse imposée, des violations plus importantes en
fin d’essai (figure 8.4) où elles y atteignent ≈ 10%. Nous garderons donc un œil critique sur ces
fins de courbes. Toutes les courbes présentées par la suite seront corrigées des interpénétrations.














C0=100N CN=1000N apres correction
Fig. 8.3 – Ecart entre la courbe brute des déformations et la courbe des déformations corrigée
des interpénétrations pour un essai de fluage (application d’un échelon de force) où C0 = 100N ,
CN = 1000N , η = 1s, et σfluage = 16 kPa.
8.4 Essais de fluage
Afin de caractériser le milieu granulaire présenté ci-dessus muni de la loi d’endommagement
différé décrite dans le chapitre précédent, on procède à des essais caractéristiques : le milieu est
soumis à un échelon de force (ou contrainte) et l’on étudie comment varie la déformation en
fonction du temps. On notera dans la suite la contrainte 2D σaxiale = Fappliquee/(largeuroedo ∗1),
et on appellera déformation de l’échantillon la valeur εaxiale = ∆H/H avec ∆H la valeur de
tassement encaissé par l’échantillon œdométrique.
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η=1s, CN=1000N C0=500N V=1cm/s
η=1s, CN=1000N C0=500N V=1cm/s apres correction
Fig. 8.4 – Ecart entre la courbe brute des déformations et la courbe des déformations corrigée
des interpénétrations pour un essai à vitesse imposée où C0 = 100N , CN = 1000N , η = 1s et
V = 1 cm/s.
8.4.1 Description générale des évènements observés durant l’essai
Lorsque l’on applique l’échelon, les premières ruptures de grains sont localisées au niveau des
parois haute, basse ainsi que latérales. Certains grains au niveau des parois ont tendance à se
pulvériser plus les valeurs de cohésion sont faibles. Par la suite les grains au niveau des parois
vont continuer à se fragmenter (surtout ceux situés au bas de l’échantillon, voir figure 8.5). Cer-
tains grains au centre également vont se fragmenter. Les fragments de grains générés vont se
réarranger au fur et à mesure que de nouvelles ruptures s’opèrent. Ces fragments vont pouvoir
également subir des ruptures successives au cours du temps. Remarquons que certains grains
situés au centre de l’échantillon ne se sont pas rompus : l’explication de pression hydrostatique
exercée par les autres grains peut en être la raison. On a vu dans l’étude bibliographique que
l’augmentation du nombre de coordination tendait à réduire les concentrations de contraintes,
c’est ce qui se passe sans doute ici au centre de l’échantillon. A l’inverse il est facilement remar-
quable que les grains proches des parois, soumis à un champ d’efforts assez hétérogène (généré
par la présence d’un contact surface plane/matériau granulaire) se sont fragmentés en premier.
Au final, le tassement induit a donc les deux composantes que l’on attendait : réarrangements
et ruptures. Le modèle permet de plus de rendre compte de deux composantes temporelles du
tassement : une composante de tassement instantané lié à l’application de l’échelon de contrainte
(car application "brutale" de la contrainte), et une composante différée qui est permise grâce à
l’introduction du modèle d’endommagement différé (voir figure 8.6) : nous présentons sur cette
figure l’allure des courbes obtenues afin d’introduire schématiquement les deux composantes de
tassement. Nous allons détailler ces phénomènes dans les paragraphes suivants.
8.4.2 Influence du temps caractéristique
Nous avons tout d’abord étudié l’influence du temps caractéristique sur l’évolution de la
déformation : les résultats relatant l’évolution de la déformation pour 3 temps caractéristiques
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Fig. 8.5 – Visualisation des ruptures au cours d’un essai de fluage où C0 = 750N , CN = 1000N
et σfluage = 16 kPa. L’essai choisi présente peu de ruptures. (Trop de ruptures rendent la
visualisation difficile : la disctinction entre les fragments de grains et grains non cassés n’est pas
aisée.)
η = 0.1, 1 et 10 secondes sont présentés sur les figures 8.7 (a) et (b). Sur la figure 8.7(a) on
met en évidence l’influence du temps caractéristique sur la vitesse de tassement. On vérifie ainsi
toujours la même logique ici dans un milieu plus complexe, composé de plusieurs corps - grains-
pouvant se réarranger les uns par rapport aux autres, ce qui n’était pas possible précédemment
avec les éprouvettes (voir chapitre 7) : plus le temps caractéristique est élevé, plus les tassements
et ruptures seront différées dans le temps.
L’information importante de cette étude paramétrique est présentée par la figure 8.7(b) : on
observe que l’adimensionnement par le temps caractéristique est toujours possible dans le cas
d’un milieu granulaire composé de plusieurs corps pouvant se réarranger à l’intérieur de l’échan-
tillon. La différence entre les déformations maximales est de l’ordre de la précision numérique
(accumulation d’interpénétrations), on considèrera donc l’adimensionnement valable. Ce résultat
est d’une grande importance car il va permettre l’utilisation d’un temps caratéristique peu élevé
dans les simulations suivantes afin de mettre en évidence les phénomène de base liés à l’introduc-
tion du modèle et ce, en limitant -dans une certaine mesure- les temps de calculs. A une autre
échelle (celle de l’ouvrage) un temps caratéristique peu élevé pourra également être utilisé pour
prédire les déformations de fluage en limitant le plus possible les temps de calculs. Dans le cas
de l’essai œdométrique, les temps CPU sont de l’ordre de grandeur de la journée pour η = 1s,
de la semaine pour η = 10s. Des essais avec η = 100s ont été entrepris mais ont été arrêté avant
d’arriver à terme, les temps CPU dépassaient la quinzaine de jours. Ces calculs sont effectués sur
un processeur EMT64 Intel 3.2GHz.
Nous choisissons donc d’effectuer par la suite les calculs avec un temps caractéristique faible,
soit η = 1s.
Concernant la forme de l’évolution des déformations de fluage, celle-ci relate les deux compo-





Fig. 8.6 – Schématisation des déformations instantanée et différée simulées au cours d’un essai
de fluage (échelon de force appliquée).
santes temporelles du tassement énoncées précédemment : la première partie de la courbe, où la
pente est verticale représente le tassement instantané lié à l’application de l’échelon. La deuxième
partie de la courbe reflète les ruptures différées de grains et les réarrangements du milieu.



































Fig. 8.7 – Evolution des déformations de fluage (a) en fonction du temps, et (b) en fonction du
temps adimensionné par η pour C0 = 100N , CN = 1000N et (σfluage = 16 kPa).
On présente ensuite sur la figure 8.8(a) l’évolution du taux de rupture en fonction du temps
adimensionné. On note que les différents taux de rupture ne tendent pas tous vers le même
valeur finale : cela peut signifier qu’il n’y a pas un "chemin" unique pour générer un tassement
donné. Les réarrangements à l’intérieur de l’échantillon se couplent aux ruptures tout au long
de l’essai, ce qui engendre un certain tassement final. Cette cinétique double est complexe. De
plus les ruptures d’interfaces peuvent être des ruptures superficielles (arêtes) ou des ruptures
plus globales de grains, ce qui peut générer une amplitude de tassement différente. On aurait
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donc tendance à dire ici que les échantillons n’ont pas suivi le même "historique" au niveau des
ruptures et des réarrangements. Remarquons toutefois que les différents taux de ruptures ont le
même ordre de grandeur final. Enfin, on note que la figure 8.8(a) présente la même évolution
que la courbe des déformations : l’évolution des déformations est linéaire par rapport au taux de
rupture des grains figure 8.8(b).








































Fig. 8.8 – Evolution du taux de rupture -ou de décohésions d’interfaces- au cours du fluage en
fonction de t/η (a), et évolution des déformations en fonction de ce même taux de rupture (b)
pour C0 = 100N , CN = 1000N et σfluage = 16 kPa.
Pour compléter l’étude de l’évolution du milieu granulaire, on présente sur la Figure 8.9 l’évo-
lution du nombre de coordination Nc du sytème. Lors de l’application de l’échelon on constate
une diminution rapide du nombre de coordination : lorsque les premiers grains se rompent les par-
ticules se retrouvent entourées ponctuellement de moins de voisins que lorsqu’elles appartenaient
au grain intact initial. Par la suite le milieu se contractant dû aux ruptures et réarrangements,
on observe une augmentation progressive du nombre de coordination.
8.4.3 Influence du seuil d’endommagement C0
Pour étudier l’influence du seuil d’initiation de l’endommagement, on fait varier C0 en laissant
fixé CN , avec η = 1s et σfluage = 16kPa. Les résultats sont présentés sur la figure 8.10. Les valeurs
de déformations en ordonnées représentent les valeurs de tassement rapportées à la hauteur de
l’échantillon initial.
L’allure des courbes de la figure 8.10(a) met bien en évidence l’existence de deux composantes
dans la déformation totale : une composante instantanée et une composante différée. Notons que
dans les cas où C0 = 5N et C0 = 900N il y a uniquement des déformations instantanées : ces deux
cas correspondent aux bornes supérieures et inférieures pour les tassements, jouant ainsi le rôle
d’enveloppes limites. Ceci se comprend clairement puisque dans le premier cas on a C0 → 0 : le
seuil d’endommagement étant presque nul, un grand nombre d’interfaces vont se rompre (≈ 70%,
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Fig. 8.9 – Evolution du nombre de coordination Nc en fonction de t/η pour C0 = 100N , CN =
1000N .
voir figure 8.10.b) et très rapidement jusqu’à ce qu’il n’existe plus de traction. Dans le second cas
où C0 = 900N signifie que C0 → CN : ceci limite en grande partie les déformations différées car
le seuil d’endommagement est élevé. Remarquons que pour les valeurs de C0 = 500 et 750N la
composante différée des tassements est également limitée : les déformations atteignent très vite
leur valeur maximale. Ceci peut s’expliquer par la valeur du seuil C0 comparé à CN : après les
premières ruptures dues à la charge imposée, il y semble y avoir peu d’interfaces dont l’état de
contraintes résultant se situe au-dessus du seuil d’endommagement, l’endommagement n’est donc
pas activé. Par contre si C0 diminue (cas où C0 = 100 et 250N), il y aura nécessairement plus
d’interfaces dont les contraintes résultantes sur chacune d’entre elles dépasseront ce seuil, ce qui
permettra d’activer l’endommagement. D’autre part, pour une même sollicitation sur l’interface
plus C0 sera faible, plus l’endommagement va évoluer vite et donc atteindre plus rapidement la
surface de rupture. Rapellons qu’à CN fixé et en considérant la sollicitation constante sur l’inter-
face, l’endommagement maximal dmax que peut atteindre l’interface ne dépend pas de la valeur
de C0 : dmax est le même quelle que soit la valeur de C0. Comme les interfaces vont rompre plus
tôt, la vitesse de tassement va donc être plus rapide, et en considérant que plus d’interfaces vont
être endommagées puis rompues, l’amplitude de la composante différée des déformations sera
d’autant plus élevée que C0 est faible. Ceci se vérifie lorsqu’on compare les courbes correspon-
dant au cas où C0 = 100 et 250N . Notons que les évolutions du taux de rupture ou décohésions
d’interfaces sont similaires à l’évolution des déformations, ce qui signifie donc que la cinématique
observée dépend bien de ces décohésions.
Pour résumer la valeur du seuil d’endommagement a une influence sur :
– l’amplitude des déformations instantanées : plus C0 est faible, plus seront nombreuses les
interfaces pouvant s’endommager et ensuite se rompre. Les déformations instantanées sont
donc proportionnelles à C0 mais ceci n’est valable ici que pour C0 < 500N . Pour C0 ≥ 500N
les déformations instantanées sont du même ordre de grandeur. Pour une autre valeur de
chargement appliqué, ce seuil n’est certainement pas le même ;
– l’amplitude des déformations différées : en écartant les cas où C0 → 0 et C0 → CN ,
l’amplitude des déformations différées seront d’autant plus grandes que C0 est faible. La
vitesse de déformation pour la composante différée augmente également quand C0 diminue ;
– l’amplitude des déformations totales : les deux constatations précédentes allant dans le
même sens, l’addition des deux composantes va donc générer la plupart du temps des tas-
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Fig. 8.10 – Evolution des déformations de fluage (a) et du taux de rupture (b) avec C0 variable
pour CN = 1000N et η = 1s. (σfluage = 16 kPa).
sements d’autant plus grands que C0 est faible.
Le graphe (figure 8.11) regroupe les déformations finales dans le cas où CN = 1000 N .
Les déformations sont exprimées en fonction du paramètre adimensionnel 1 − C0/CN , qui
exprime l’écart entre les seuils d’endommagement et de rupture rapporté à CN . On remarque
que les déformations ne sont pas directement proportionnelles à 1 − C0/CN : au dessous de
1− C0/CN = 0.5 les déformations évoluent peu avec 1− C0/CN . Par contre on vérifie bien
que si 1−C0/CN > 0.5 les déformations augmentent quasiment linéairement avec ce facteur.
8.4.4 Influence du seuil de rupture CN
On étudie ici l’influence du seuil de rupture : on fait varier CN en laissant fixé C0, avec η = 1s
et σfluage = 16 kPa. Les résultats sont présentés sur la figure 8.12. Les calculs, effectués sur un
processeur EMT64 Intel 3.2GHz, varient selon la valeur de CN , de la trentaine à la cinquantaine
d’heures CPU.
La hierarchisation des valeurs de déformations maximales de fluage en fonction de CN est
moins nette. Ce qu’on peut dire, c’est que la part de déformation instantanée est d’autant plus
élevée que CN est faible pour C0 fixé. A l’inverse la part de déformation différée dans la défor-
mation totale est d’autant plus élevée que CN est élevé.
Etudions plus en détails la vitesse des tassements différés. On pourrait penser que plus CN est
faible, plus les interfaces endommagées vont atteindre rapidement leur seuil de rupture et donc
la vitesse de tassement différée devrait être grande. Ceci n’est pas le cas puisqu’on remarque, par
exemple sur la figure 8.12(b), dans le cas où CN = 750N , que la pente de cette courbe est moins
marquée que les pentes des courbes où CN = 1000, 1500N, ou 2000N (pas de déformations dif-
férées pour CN = 500N). Si l’on considère l’amplitude des tassements instantanés, on remarque
que plus CN est faible, plus la composante du tassement instantané est importante. Il semblerait
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C0 augmente  
Fig. 8.11 – Synthèse des déformations maximales relevées après stabilisation du milieu lorsque
C0 varie en fonction du facteur 1− C0/CN (CN = 1000N , σfluage = 16 kPa, η = 1s).
alors encore que l’état dans lequel se trouve l’échantillon après les ruptures instantanées influe
sur la vitesse de tassement différée. Ceci peut se comprendre car le tassement maximal que peut
subir l’échantillon n’est pas infini. Il est en effet limité par la taille de la cellule : après un certain
nombre de ruptures les grains et fragments se réarrangent jusqu’à parvenir à un état d’équilibre,
ou de confinement. Il est probable que ce confinement, en augmentant le nombre de coordination
total, diminue la traction à l’intérieur des grains et fragments restants, ce qui finit par stabiliser
le système. Les travaux de Jaeger [JAE67], évoqués par McDowell et Bolton [DOW98], qui ont
montré que l’augmentation du nombre de coordination tendait à réduire la traction maximum à
l’intérieur d’un grain circulaire, confirmerait donc ce point.
D’autre part, nous pouvons noter que la vitesse de tassement différé n’est pas constante
dans le temps : les courbes de déformation s’incurvent et la vitesse de tassement semble dimi-
nuer à partir d’une certaine valeur de t/η (cas où CN = 1000 et 2000N pour la figure (a) et
CN = 1000, 1500N, et 2000N pour la figure (b)). En l’occurence, ce ralentissement et cette sta-
bilisation des déformations apparaissent pour des temps adimensionnés plus faibles plus CN est
faible : le milieu semble généralement atteindre un état d’équilibre plus tôt quand CN est faible.
Ceci n’est pas surprenant car plus on augmente CN , plus l’endommagement interfacial pourra
évoluer plus longtemps avant rupture : l’endommmagement maximal sera d’autant plus élevé que
CN est grand, les décohésions seront donc atteintes plus tard et les tassements donc d’autant plus
différés. Ces ruptures vont se poursuivre jusqu’à ce que le milieu atteigne un état d’équilibre :
l’état d’équilibre sera atteint lorsque le confinement des grains exercés les uns sur les autres vont
soulager les zones de fortes concentrations de contraintes et la traction à l’intérieur des grains.
Notamment plus CN est élevé plus la traction pourra être importante à l’intérieur du grain et il
sera ainsi plus difficile à stabiliser le système en diminuant la traction par le confinement exercé
par les autres grains. L’endommagement pourra ainsi continuer à évoluer et plus d’interfaces
seront ainsi rompues. Ceci est visible par exemple sur la figure 8.13(b) en comparant les courbes
où CN = 1000, 1500N, et 2000N : il semble y avoir plus de ruptures cumulées dans le cas où CN
est le plus élevé. Les différences sont toutefois légères. Au total, l’amplitude de tassement différé
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Fig. 8.12 – Evolution des déformations de fluage avec CN variable et (a) C0 = 100 N et (b)
C0 = 250N (σfluage = 16 kPa, η = 1s).
















































Fig. 8.13 – Evolution du taux de rupture au cours du fluage avec CN variable et (a) C0 = 100N
et (b) C0 = 250N (σfluage = 16 kPa, η = 1s).
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est d’autant plus importante plus CN est élevé. Notons ici aussi que les évolutions du taux de
rupture ou décohésions d’interfaces sont similaires à l’évolution des déformations, ce qui signifie
donc que la cinétique des déformations observée dépend bien de ces décohésions.
Nous avons essayé d’adimensionner le système cette fois-ci par le facteur η(1−C0/CN ) afin de
vérifier si les réponses se superposaient en divisant par l’écart entre CN−C0 rapporté à CN : nous
n’avons pas obtenu de résultats satisfaisants pour qualifier de pertinent cet adimensionnement.
Le système étant régi en même temps par une cinétique de réarrangements et une cinétique de
décohésions, il est donc difficile de trouver un adimensionnement pertinent.
Au total, on observe, à CN variable et à C0 fixé :
– une influence sur l’amplitude de la composante instantanée de la déformation : plus CN
est élevé, plus les déformations instantanées sont faibles ;
– une influence sur l’amplitude de la composante différée de la déformation : plus CN est
élevé, plus les déformations différées sont ’différées’ et élevées. Les déformations sont d’au-
tant plus différées car l’espace limité par les surfaces seuils étant plus grand, la valeur de
l’endommagement maximal est plus élevé donc long à atteindre. D’autre part, comme il y
a eu moins d’interfaces rompues instantanément avec CN élevé, il restera plus d’interfaces
dans l’espace limité par les surface seuils, ce qui permettra d’augmenter l’amplitude des
tassements différés : CN a donc une influence sur la cinétique des déformations différées ;
– peu d’influence sur l’amplitude de la déformation totale : puisque CN a une influence
contraire sur l’amplitude de chaque composante, l’addition de chaque composante induit
une valeur asymptotique équivalente en première approximation pour chaque valeur de CN
à C0 fixé.
8.4.5 Etat des contraintes, texture, réseaux d’efforts
Nous revenons maintenant à l’étude des réseaux d’efforts et leur contribution dans le com-
portement du milieu granulaire. Certaines de leurs propriétés ont déjà été évoquées au chapitre
5 : nous enrichissons ici l’étude précédente d’un milieu où les particules sont en frottement sec
uniquement par l’étude d’un autre milieu où il existe en plus du contact frottant, des forces de
cohésion entre d’autres particules. Cette seconde approche, nous permettra ainsi de vérifier si
les évolutions des résultats précédents peuvent être étendues au cas du milieu cohésif partiel, et
si les variables étudiées précédement liées à la texture et à la géométrie des empilements sont
toujours pertinentes.
Etat des contraintes
Pour commencer, nous vérifions l’orientation des contraintes dans l’empilement durant la
sollicitation de fluage : elle est visible sur la figure 8.14.a, et est bien parrallèle à la sollicitation
verticale. Si l’on trace l’évolution de la différence des contraintes principales σ1 − σ2 (encore
appelé déviateur noté q) sur la pression moyenne p = σ1 + σ2 (Figure 8.14.b), on remarque que
la fraction q/p est largement plus élevée durant l’essai (après l’instant initial) pour le réseau des
contats dits "forts", comparée à celle du réseau faible. Ceci montre que la phase forte supporte
la majorité des efforts de cisaillement du milieu, et est responsable de l’intégrité mécanique du
milieu. A l’opposé la phase faible récupère peu d’efforts de cisaillement (1/3 de la valeur récupérée
par le réseau fort), dû à l’écrantage provoqué par le réseau fort qui isole le réseau faible en réseaux
locaux.
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Fig. 8.14 – Evolution de l’angle Ψ (a) entre la direction pricipale majeure du tenseur des
contraintes σ et l’horizontale et de la fraction (b) du déviateur q sur la pression p calculée à
partir du tenseur des contraintes global, du tenseur des contraintes associées au réseau faible et
fort pour le cas où C0 = 100N et CN = 1000N .
Traction, compression et indice de cohésion
Nous avons effectué une étude paramétrique avec différentes valeurs de C0 et CN , mais nous
n’avons pas encore positionné ces valeurs par rapport à d’autres références. Il est alors intéressant
de définir le degré d’activation des forces d’attraction encore appelé indice de cohésion -qui est
définit de manière effective- afin de distinguer si le milieu est fortement ou faiblement cohésif. On
parle ainsi de cohésion effective du milieu : Radjaï, dans [CAM01], suggère que quel que soit le
seuil d’adhésion (ici noté CN ) la cohésion effective d’un milieu granulaire dépend des contraintes
imposées et de son mode de préparation ou de sollicitation. Ainsi, un milieu granulaire cohésif se
comportera effectivement comme un milieu non cohésif lorsqu’il est soumis à une pression très
élevée : la cohésion effective doit donc être rapportée aux contraintes extérieures appliquées au
système.
Afin de quantifier la contribution des forces attractives par rapport à un chargement extérieur,





où 〈F−n 〉 et 〈F+n 〉 représentent respectivement les forces normales attractives et compressives
moyennées sur toutes les interactions. En l’absence de cohésion, on a γ = 0. De plus, on a
0 < γ < 1 si le système est globalement en compression, et γ > 1 si le système est globale-
ment en traction. Dans nos essais numériques, γ diminue tout au long de l’essai, ce qui montre
les décohésions successives et donc la diminution de la traction à l’intérieur des grains au fur
et à mesure que les ruptures s’opèrent. γ varie également en fonction de C0 et CN . A titre
d’exemple, γ ≈ 5.10−2 pour le couple (C0, CN , η) = (100N, 1000N, 1s), et γ ≈ 0.17 pour le
couple (750N, 1000N, 1s) après l’application de l’échelon de contrainte. Ces valeurs sont le té-
moin d’un milieu peu cohésif.
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La figure 8.15 permet de visualiser les réseaux de forces en compression et en traction dans
la cellule œdométrique à deux temps différents pendant le fluage. Dans les deux cas, on observe
une transmission hétérogène des forces de traction et de compression. Les forces de compression
ont tendance à s’orienter dans la direction de la sollicitation, alors que les forces de traction
ont tendance à s’orienter de façon plus aléatoire. Notons que le réseau compressif constitue de
longues chaînes de forces qui traversent verticalement l’échantillon : le réseau prend naissance au
niveau des parois pour se propager de grains en grains jusqu’à parvenir à la paroi opposée. Lorque
le réseau en compression se propage à l’intérieur du grain, ceci se fait au niveau des contacts
qui ont perdu leur cohésion. Ceci est particulièrement visible sur la figure 8.15.b. Sur la figure
8.15.a, les zones de traction à l’intérieur des grains sont bien nettes. De plus, sur cette même
figure, on visualise bien le changement de transmission d’efforts de traction en compression lors
des décohésions affectant les grains au niveau supérieur de l’échantillon, au début de l’essai.
(a) (b)
Fig. 8.15 – Visualisation des efforts de traction (en rose) et de compression (en vert) pour (a)
t/η = 0.05 et (b) t/η = 0.3 pour le cas où C0 = 100N et CN = 1000N . La largeur du trait est
proportionnelle au module de la force transmise.
Texture : transmission des efforts
On peut évaluer, comme nous l’avons fait au chapitre 5, la distribution statistique des forces
d’interaction dans une phase stabilisée. Cette fois-ci, on choisit d’étudier les forces normales Fn
afin de comparer le réseau de contacts en compression à celui en traction. P (Fn) est la probabilité
d’avoir une force normale d’interaction dans l’échantillon et 〈Fn〉 la force normale moyennée sur
l’ensemble des interactions. La figure 8.16 présente le logarithme de P (Fn) pour des forces nor-
males Fn comprises entre −2 〈Fn〉 et 5 〈Fn〉. À noter que les niveaux de forces observés s’étalent
entre −5 〈Fn〉 et plus de 10 〈Fn〉 que nous n’avons pas représentés car leurs probabilités sont trop
faibles. À noter également que la courbe a été réalisée pour (C0, CN , η) = (750N, 1000N, 1s)
afin d’obtenir une distribution statistique présentant un plus grand nombre de forces normales
en traction, l’indice de cohésion pour le cas (C0, CN , η) = (100N, 1000N, 1s) étant trop faible.
Remarquons pour les forces normales nulles l’existence d’un pic marqué. Ce pic correspond à
l’équilibre entre les forces d’attraction (de cohésion) et de répulsion : ceci montre que les forces
nulles participent également à la transmission des efforts dans le système. Ceci n’est pas possible
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dans un système où existent uniquement des forces répulsives. Cette situation est retrouvée dans
le travail de Richefeu et al. dans des expériences de cisaillement de matériau granulaire humide
[RIC06] et dans [RIC07].
Sur la figure 8.16, nous pouvons distinguer trois classes de niveaux de force. Nous vérifions
que la distribution statistique des forces normales obéit aux lois suivantes :
P (Fn) =

P (0)eλFn/〈Fn〉 si Fn/ 〈Fn〉 < 0
P (1)F−αn si 0 < Fn/ 〈Fn〉 < 1
P (1)eβ(1−Fn/〈Fn〉) si Fn/ 〈Fn〉 > 1
(8.2)
avec λ ≈ 1.4, α ≈ 0.5 et β ≈ 0.85 en première approximation. Comme dans le cas sans cohésion,
on vérifie la grande inhomogénéité des forces dans l’échantillon granulaire.














Fig. 8.16 – Distribution statistique des forces normales de contact pour (C0, CN , η) =
(750N, 1000N, 1s).
Texture : Anisotropie, ξ − réseau
En poursuivant l’étude de la texture du milieu, il est intéressant de calculer l’intensité de
l’anisotropie des contacts et de vérifier son orientation pendant l’essai. La figure 8.17.a présente
l’évolution de la direction d’anisotropie globale de l’échantillon, ainsi que celles des réseaux faibles
et forts. On vérifie ainsi que l’anisotropie globale est dirigée parallèlement à l’axe de compression.
La direction d’anisotropie correspondant au réseau fort (i.e la direction principale majeure du
tenseur de texture) est également orientée parallèlement à l’axe de compression alors que direc-
tion d’anisotropie associée au réseau faible lui est globalement perpendiculaire. Notons que la
direction d’anisotropie associée au réseau faible subit des variations d’intensité l’ordre de 30˚au
maximum, signe de variations ponctuelles probablement générées par les réarrangements et les
ruptures. Il est difficile de corréler exactement ces variations.
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Si de plus, on trace l’évolution de l’intensité de l’anisotropie au cours de l’essai on vérifie
que l’anisotropie associée au réseau fort est largement supérieure à celle du réseau faible (Figure
8.17.b) : ceci montre que le réseau fort est responsable de l’anisotropie et qu’il est marqué par une
direction de contact privilégiée. A noter que dès l’instant initial l’anisotropie associée au réseau
fort est plus anisotrope que le réseau faible. A noter également encore une fois que l’anisotropie
initiale du tenseur de fabrique global n’est pas nulle et que l’anisotropie totale du système est
faible a ≈ 0.03.
Pour caractériser plus finement l’organisation des forces et des contacts, nous faisons appel au
ξ−re´seau défini dans le chapitre 5, ce qui nous permettra également de comparer les corrélations
force-texture dans un milieu sans cohésion et partiellement cohésif. La figure 8.18 montre l’évolu-
tion de l’anisotropie partielle A′(ξ) en fonction de ξ/ 〈Fn〉 pour notre système qui est globalement
en compression. La forme de la courbe est identique à celle obtenue pour le milieu sans cohé-
sion. A l’instar du milieu étudié sans cohésion, nous pouvons distinguer deux sous-populations
de contacts : le réseau faible ξ/ 〈Fn〉 < 1 qui donnent une contribution négative à l’anisotropie
partielle, et le réseau fort (ξ/ 〈Fn〉 > 1) qui la compense par une contribution positive. Dans le
cas cohésif, le réseau faible comporte non seulement l’ensemble des forces normales positives et
inférieures à la moyenne mais aussi les forces normales négatives. Les évolutions montrent comme
au chapitre 5, section 5.5.3, que le réseau faible, par sa valeur négative de l’anisotropie partielle,
est orienté perpendiculairement à l’axe de compression alors que le réseau faible lui est parallèle.










































Fig. 8.17 – Evolutions (a) des directions principales majeures du tenseur de texture total, faible
et fort et (b) des anisotropies totale, et des réseaux faibles et forts tout au long de l’essai pour
(C0, CN , η) = (100N, 1000N, 1s).
Densités de contacts
On a vu que le réseau fort supportait la majorité des contraintes dans le milieu, et que dans
le cas de grains en contact et frottement les contacts glissants étaient portés par le réseau faible
(chapitre 5) : il est donc intéressant de compléter cette étude en suivant l’évolution des différentes
proportions ou densités de contacts dans l’échantillon, en fonction de leur nature afin de vérifier
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Fig. 8.18 – Evolution de l’anisotropie A′(ξ) en fonction de ξ/ 〈Fn〉 pour (C0, CN , η) =
(100N, 1000N, 1s).
ces constatations dans un milieu partiellement cohésif. Par la suite, nous adopterons les notations
suivantes :
– νcohésif désigne la fraction de contacts cohésifs par rapport au nombre total de contacts
dans l’échantillon ;
– νglissant désigne la fraction de contacts glissants, c’est à dire les contacts qui sont sur le
cône de Coulomb, et donc qui ont une certaine cinétique (il s’agit de contacts qui ont été
cohésifs et qui ne le sont plus, ou bien il peut s’agir de contacts qui n’ont jamais été cohésifs
et situés aux d’interfaces grain/grain) ;
– νadhérent désigne la fraction de contacts qui ne sont ni cohésifs ni glissants, qui sont en
contact mais non en glissement (frottement sec).
À noter que les fractions faibles et fortes calculées dans la suite sont qualifiées de "fortes" (respec-
tivement "faibles") si la réaction normale de contact est supérieure (respectivement inférieure) à
la réaction normale moyenne, la somme des réactions normales de tous les contacts de l’empile-
ment.
Si on regarde la Figure 8.19(a), lors de l’application de l’échelon (au moment où les premières
ruptures se produisent), on observe une diminution de νcohésif aussi bien pour le réseau fort que
pour le réseau faible : les deux évolutions ont cependant des cinétiques bien différentes. La dimi-
nution est plus brutale et marquée pour la fraction νcohésif du réseau fort : cette diminution rapide
signifie qu’il y a eu ruptures d’éléments porteurs lors de l’application de l’échelon de contrainte.
La diminution de νcohésif du réseau fort se stabilise par la suite. La cinématique d’évolution des
ruptures de νcohésif du réseau faible est différente : la diminution initiale est moins franche et la
fraction continue de diminuer au cours de la simulation. Au regard de ces deux cinétiques, on
vérifie ainsi que le réseau fort cohésif supporte en majorité les éléments porteurs du système.
Notons que les fractions ici présentées sont calculées par rapport au nombre de contacts total
dans l’échantillon, nombre qui évolue au cours de l’essai.
Pendant que νcohésif diminue, c’est νadhérent qui augmente (Figure 8.19.b), aussi bien pour le
réseau faible que fort, l’augmentation étant plus marquée pour le réseau fort. On note par contre
que νglissant évolue peu (Figure 8.19.c) : seule νglissant faible présente quelques variations, mais
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dont l’ordre de grandeur est faible. Notons que la fraction de contacts glissants de la phase faible
n’est pas forcément supérieure à celle de la phase forte comme on aurait pu l’espérer : les ordres
de grandeurs sont toutefois similaires. Bien que les variations de la phase faible soient faibles,
ceci montre que seule la phase faible évolue et récupère donc les contacts critiques.
Après avoir analysé la figure 8.19, on peut dire qu’il y a globalement transmission d’une
partie du réseau fort des contacts cohésifs aux contacts adhérents lors des ruptures de grains.
Les changements liés aux ruptures d’interfaces cohésives n’ont que très peu d’influence sur les
contacts glissants. Après les premières ruptures, on peut penser que les zones porteuses du réseau
fort pour les contacts adhérents sont situées à l’interface entre deux grains ou deux fragments
de grains où existent de fortes concentrations d’efforts générées par des des zones de "bloquage"
entre les grains, à cause de la contraction du milieu. Tant qu’il n’y a pas de ruptures affectant ces
mêmes grains ou de ruptures à l’intérieur de l’échantillon, ces zones sont en équilibre et continuent
à porter le réseau fort. Si des ruptures surviennent la géométrie du système est changée, modifiant
ainsi l’équilibre et les efforts sont alors redistribués.












































Fig. 8.19 – Evolution des réseaux faibles et forts pour les contacts cohésifs (a), les contacts
adhérents (b) et les contacts glissants (c) dans le cas de l’essai où C0 = 100N , CN = 1000N .
Attention aux axes en ordonnées qui n’ont pas les mêmes échelles.
D’autre part, on met en évidence sur la figure 8.20 que les interfaces cohésives restantes
vont supporter plus d’efforts qu’au début de l’essai. On calcule ici la fraction νcohésif faible et
forte par rapport au nombre de contacts cohésifs total et non par rapport au nombre de contats
total. Proportionnellement au nombre de contacts cohésifs restants νcohésif forte va augmenter au
détriment de νcohésif faible. Cela signifie qu’au fur et à mesure des ruptures et réorganisations,
les contacts cohésifs persistants vont supporter en moyenne plus d’efforts, et vont donc être plus
porteurs du réseau fort.
Enfin, la fraction globale (qui comprend les contacts glissants, adhérents et cohésifs) de
contacts forts au cours de l’essai prend plus d’importance et va jusqu’à dépasser celle du ré-
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Fig. 8.20 – Evolution des réseaux faibles et forts pour la fraction cohésive (rapportée au nombre
de contacts cohésifs) dans le cas de l’essai où C0 = 100N , CN = 1000N .
seau faible au fur et à mesure que le milieu se densifie (Figure 8.21). La densification du milieu
est bien visible sur la Figure 8.22. Les grains n’ont pas été représentés par souci de visibilité.
L’état initial est peu dense (a). Sur la Figure (b), on remarque que le réseau fort est peu présent
au niveau gauche inférieur de l’échantillon : des ruptures qui s’opèrent à ce niveau là sont res-
ponsables de cette discontinuité de transmission d’efforts. Au fil des ruptures et réarrangements,
le réseau fort se densifie avec des zones de plus fortes concentrations d’efforts et d’intensité (c)
au niveau des contacts cohésifs. Un réseau très dense final est observé en (d).























Fig. 8.21 – Evolution des réseaux faibles et forts pour la fraction de contacts totale dans le cas
de l’essai où C0 = 100N , CN = 1000N .
Influence de C0 dans l’orientation des contacts
On a vu précédemment que l’anisotropie forte reste plus marquée que l’anisotropie faible, c’est
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(a) Réseaux initiaux (b) Réseaux transitoires : ruptures en cours (1).
(c) Réseaux transitoires : ruptures en cours (2). (d) Réseaux finaux.
Fig. 8.22 – Evolution des réseaux d’efforts faible (en bleu) et fort (en rouge) au cours de l’essai
où C0 = 100N , CN = 1000N . La largeur du trait est proportionnelle au module le la force
transmise.
pourquoi nous avons tracé (Figure 8.23) l’orientation des contacts de la phase forte pour diffé-
rentes valeurs de C0 à la fin des essais de fluage. La distribution des orientations de contact varie
au cours de l’essai de fluage, à la suite des des ruptures et des réarrangements. La distribution
varie selon le couple (C0, CN ), ces paramètres jouant sur l’ampleur des ruptures/réarrangements.
Les directions de contacts sont plus ou moins marquées selon la valeur de C0 mais la direction
d’orientation principale semble toujours proche de la verticale.
8.5 Essais de relaxation
Pour effectuer l’essai de relaxation on applique une vitesse constante à la paroi supérieure
jusqu’à atteindre le déplacement désiré : on maintient ensuite la paroi fixe, laissant ainsi relaxer
les efforts à l’intérieur de la cellule œdométrique. L’état initial (Figure 8.24) choisi ici pour
la relaxation des contraintes comporte de nombreuses ruptures de grains, la cellule ayant été
sollicitée pendant 1.3 secondes à une vitesse V=5cm/s.
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 (a)  Après préparation− Avant fluage
 (b)   Fin fluage C0=5N 
 (c)  Fin fluage  C0=100N  (d)   Fin fluage C0=750N
Fig. 8.23 – Distribution des orientations des contacts appartenant au réseau fort à CN = 1000N
et C0 variable. La figure (a) correspond à la distribution des orientations avant application de
l’échelon de contrainte. Les figures (b), (c), (d) correpondent aux distributions après stabilisation
des déformations de fluage.
8.5.1 Description générale des phénomènes observés durant la relaxation
On relève peu de changements à l’intérieur de la cellule œdométrique comparé à l’essai de
fluage. Quelques réarrangements sont observés ainsi que des ruptures éparses, et de nature plutôt
superficielle. Ces évènements de légère amplitude3 provoquent une relaxation des efforts à l’in-
térieur de l’échantillon. Nous allons étudier maintenant la forme de l’évolution de la contrainte
résultante sur la paroi supérieure et nous allons vérifier si l’adimensionnement par le temps ca-
ratéristique η est toujours valable.
3On pourrait penser que c’est l’état déjà fragmenté du système qui n’influence que légèrement le milieu pendant
la relaxation : la relaxation a été effectuée sur un état initial moins fragmenté et plus lâche et a conduit à une
perte de contact des grains supérieurs avec la paroi supérieure en raison des mouvements de ces grains rendus
possibles et favorisés par l’état plus lâche du milieu, le suivi du confinement appliqué par les grains n’a donc pas
été possible.
8.5 Essais de relaxation 199
Fig. 8.24 – Cellule œdométrique avant relaxation.
8.5.2 Influence du temps caractéristique
La figure 8.25 (a) présente l’évolution de la contrainte normalisée par la contrainte initiale en
fonction du temps adimensionné t/η pour 4 temps caractéristiques η = 0.1, 1, 10 secondes. On
vérifie ici que l’adimensionnement est toujours possible dans le cas de la relaxation dans un milieu
composé de plusieurs grains. On valide ici toujours le modèle : plus le temps caractéristique est
élevé, plus la relaxation des contraintes dans l’échantillon sera différée dans le temps. Les durées
CPU des calculs s’échelonnent de un jour à une semaine selon la valeur de η.
Grâce aux superpositions possibles de courbes, nous sommes confortés dans l’idée que η est le
paramètre adimensionnel pertinent, ce qui nous conforte aussi dans l’idée d’utiliser un temps
caratéristique peu élevé dans les simulations suivantes : ceci afin de mettre en évidence les phé-
nomènes de base induits par notre modèle d’endommagement à deux surfaces seuils, en limitant
dans une certaine mesure les temps de calculs.
On présente ensuite sur la figure 8.25 (b) l’évolution du taux de rupture (relatif à l’instant
initial de relaxation) en fonction du temps adimensionné. Les différents taux de rupture n’ont pas
exactement tous la même valeur finale, mais nous obtenons cependant le même ordre de grandeur
final. Remarquons que la fraction de ruptures ou taux de ruptures est faible. La différence dans
la fraction de ruptures finales peut provenir de la légère différence dans la valeur de contrainte
de relaxation finale atteinte pour les différents temps caractéristiques, ou bien de la différence
dans l’historique des ruptures et réarrangements. Il est difficile de se prononcer sur ce dernier
point. L’évolution de la rupture des interfaces cohésives est cette fois-ci linéaire par rapport à
l’évolution de la contrainte.
Evolution des propriétés caractéristiques des milieux granulaires :
Globalement, les grandeurs caractéristiques déjà étudiées dans l’essai de fluage évoluent peu lors
de l’essai de relaxation. On présente sur la Figure 8.26 l’évolution du nombre de coordination Nc
(b) et de l’énergie cinétique (c) en parallèle à la relaxation des contraintes (a). Les évolutions sont
peu marquées. Les réseaux d’efforts faibles et forts évoluent peu également comme en témoigne
la Figure 8.27.
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Fig. 8.25 – Evolution de la contrainte normalisée par la contrainte initiale (a) et du taux de
rupure d’interfaces cohésives (b) en fonction du temps adimensionné t/η.







































Fig. 8.26 – Relaxation des contraintes normalisées par la contrainte maximale (a), évolution du
nombre de coordination (b) et de l’énergie cinétique du milieu (c) pendant la relaxation.












Weak avant essai 
Weak apres essai 








Strong avant essai 
Strong apres essai 
Fig. 8.27 – Evolution des distributions des orientations des efforts faibles (a) et forts (b) avant
et après relaxation.
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8.6 Essais à vitesse de force imposée
Dans cette partie, nous étudions la réponse de la cellule œdométrique, soumise à une vitesse
de contrainte imposée. La plupart des essais ont été effectués avec une vitesse de contrainte
σ˙ = 11.3 kPa/s.
8.6.1 Allure des courbes obtenues
L’allure des courbes de réponse obtenues correspond à l’allure des courbes œdométriques
d’un milieu granulaire classique (figure 8.28). On observe des sauts de déformation axiale sur la
courbe de contrainte déformation qui traduisent la présence de ruptures de grains. Ces ruptures
peuvent être superficielles (écrasement des zones de contact) ou peuvent affecter la totalité du
grain (ruptures globales). Certaines ruptures affectent des grains qui font partie de la chaîne
de transmission des efforts à travers l’échantillon. Ce sont les ruptures globales de grains au
niveau de nœuds de forces particulièrement chargés qui induisent ainsi des déséquilibres locaux,
ce qui explique principalement les sauts de déformation ; les chaînes de transmission d’efforts
supportant le système sur toute sa hauteur, sont ainsi redistribuées et réajustées à l’intérieur de
l’échantillon comme nous l’avons déjà vu à la section 8.4. D’autre part, l’allure de cette courbe
témoigne d’une diminution de compressibilité du matériau avec la contrainte axiale : le matériau
se réorganise afin de mieux résister à la charge axiale.
En ce qui concerne la courbe illustrant l’évolution de l’indice des vides en fonction de la contrainte
axiale, celle-ci présente une augmentation de pente : la deuxième partie de la courbe est le siège de
déformations irréversibles qui sont permises par le déclenchement de ruptures de grains [DOW98],
alors que la première partie de la courbe est le siège de réarrangements de grains : des glissements
entre grains se produisent au début de l’essai puisque le milieu n’est pas dans son état le plus
compact. Notons que dans notre cas, des ruptures de grains surviennent également dès le début
de l’essai, et sont visibles sur le début des courbes, car comme nous l’avons évoqué plus haut
(8.4.1), les premières ruptures sont induites au niveau des parois en raison de l’hétérogénéité
des contraintes dans ces zones. On peut évaluer la compressibilité du matériau modélisé, par le
coefficient de compressibilité Coed, défini dans une relation linéaire entre l’indice des vides e et
le logarithme de la contrainte axiale (macroscopique) σ tel que e = ec − Coed lnσ. On trouve
Coed ≈ 0.08 : la valeur obtenue se trouve dans la plage des valeurs généralement obtenues pour
Coed dans le cas des enrochements (0.02 < Coed < 0.4).
Il est intéressant également de noter que les ruptures significatives apparaissent pour une
contrainte axiale de l’ordre de la dizaine de kPa, alors que nous avions noté une contrainte à
la rupture environ 5 fois supérieure dans le cas de l’essai brésilien du grain de 5 cm, et dont le
seuil de rupture valait CN = 1000N . Comme nous l’avons déjà énoncé, un nombre de coordina-
tion plus grand (c’est le cas ici puisque les grains sont entourés de nombreux voisins) aurait dû
reduire les contraintes de traction au niveau des interfaces sollicitées. Ceci aurait dû induire les
ruptures de grains à des niveaux de contraintes supérieures à celle notée pour l’essai brésilien.
On peut donc penser ici que ce sont les concentrations de contraintes qui ont pris le dessus sur
la diminution de la traction au niveau des interfaces. Cheng et al. [CHE03], dans des simulations
d’essais de compression isotrope remarquent également cette précocité dans les évènements de
ruptures toujours par rapport à des essais de compression diamétrale sur un grain placé entre
deux plateaux. Dans leurs simulations les grains se rompent à des contraintes 10 fois inférieures
à celles mesurées lors des compressions diamétrales. Les auteurs citent les expériences de Oda et
Kishoni [ODA74] qui ont montré l’existence de chaînes de force localement concentrées visibles
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expérimentalement. D’autres simulations numériques [CUN79] révèlent également ces concentra-
tions, ce qui conforte donc notre explication.








































Fig. 8.28 – Courbes œdométriques du matériau simulé (C0 = 500N, CN = 1000N, η = 1s, pour
une vitesse de contrainte imposée σ˙ = 11.3 kPa/s).
On présente sur la figure 8.29 (a) l’évolution de la déformation de l’échantillon (ou tassement)
tout au long de l’essai que l’on met en parallèle avec l’évolution des ruptures d’interfaces cohésives
(b) et de l’énergie cinétique du système (c). On trouve une bonne cohérence entre l’évolution
des grandeurs. Les ruptures donnent bien lieu à des réarrangements au sein du milieu, sortes
de crises dynamiques locales, que l’on a déjà évoqué précédemment. On voit bien que l’énergie
cinétique croît donc fortement au moment des ruptures les plus marquées, et disparaît ensuite
au cours du rééquilibrage des forces intergranulaires [FRO05]. Nous rappellons que l’influence
du temps caractéristique n’est pas étudiée ici, puisque nous avons validé l’adimensionnalité de la
réponse du système par rapport à ce paramètre.
Concernant l’évolution du nombre de contacts cohésifs et contacts adhérents lors de l’essai à
force imposée, on remarque les mêmes tendances que dans 8.4.5. La figure 8.30 met en évidence
l’évolution des différents types de contacts définis toujours dans le paragraphe 8.4.5. On retrouve
les mêmes phénomènes lors des ruptures de grains : le réseau fort cohésif est fortement affecté
par ces ruptures, alors que le réseau fort des contacts adhérents a tendance à se densifier, signe
que les contacts adhérents prennent le relai pour la transmision des efforts du réseau fort.
8.6.2 Etude paramétrique
Influence du seuil de rupture CN et du seuil d’endommagement C0
On étudie ici l’influence du seuil de rupture CN à C0 fixé (figure 8.31.a) et dans un deuxième
temps on traite l’influence de du seuil d’endommagement C0 à CN fixé (figure 8.31.b), à chaque
fois pour trois valeurs différentes de C0 et CN . Les résultats montrent que la compressibilité du
système augmente avec CN (à C0 fixé) et avec C0 (à CN fixé).
Remarquons que certaines courbes (par exemple, figure 8.31(a) pour CN = 750N) présentent
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Fig. 8.29 – Evolution de la déformation (a), du taux de rupture (b), et de l’énergie cinétique des
interfaces (c) en fonction du paramètre adimensionnel t/η.














































Fig. 8.30 – Evolution des réseaux faibles et forts pour les contacts cohésifs (a), les contacts
frottants (b) et les contacts frottants mais glissants (c) dans le cas de l’essai où C0 = 500N ,
CN = 1000N . Attention aux axes en ordonnées qui n’ont pas les mêmes échelles.
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des plateaux de déformation presque horizontaux : les échantillons se déforment beaucoup pour
une contrainte appliquée presque constante. Dans ces cas là, en raison d’un grand nombre de
ruptures la consigne n’arrive pas à maintenir une vitesse de force réellement constante : la paroi
supérieure en absorbant les mouvements rapides du système tente alors de réajuster la consigne
à sa valeur constante. Ceci n’est pas atteint tout le long de l’essai, la paroi présente à certains
moments de l’essai une vitesse de force plus élevée, ce qui induit certainement des ruptures sup-
plémentaires avant de parvenir à se restabiliser.
D’autre part on peut mettre aussi en évidence sur la figure 8.32 la densification de l’échan-
tillon avec C0 en termes de fraction de contacts. νcontacts faible (respectivement fort) représente
le rapport entre le nombre de contacts (cohésif, adhérent ou glissant) appartenant au réseau
faible (respectivement fort) sur le nombre de contacts total. Plus C0 est faible, plus le milieu
va se densifier rapidement et la fraction de contacts appartenant au réseau fort va globalement
augmenter. On note toujours que les déformations les plus marquées correspondent à la rupture
d’éléments porteurs : la diminution de νcontacts du réseau fort est bien nette lors de ces déforma-
tions importantes.























(a) Influence de CN , C0 fixé (C0 = 500N)























(b) Influence de C0, CN fixé (CN = 1000N)
Fig. 8.31 – Courbes contrainte-déformation pour une vitesse de contrainte imposée σ˙ = 11.3
kPa/s et η = 1s.
Influence de la vitesse de chargement
Nous avons testé plusieurs vitesses de chargement (figure 8.33). La vitesse de chargement a
peu d’influence sur le début de la figure 8.33(a), jusqu’à ε ≈ 9%, surtout pour les vitesses les plus
faibles. Ceci se remarque également sur la figure 8.33(b) : nous y avons tracé la déformation en
fonction du temps normalisé par le temps caractéristique lié au chargement t/tσ avec tσ = CN/σ˙,
les courbes se superposent jusqu’à t/tσ ≈ 7. On remarque ensuite que les déformations pour les
3 vitesses de chargement s’écartent à partir de cette valeur, mais les différences sont difficiles
à interpréter : elles peuvent être liées à la cinétique double des ruptures et réarrangements qui
intervient dans le milieu.
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Fig. 8.32 – Evolution des réseaux faibles et forts globaux pour η = 1s, C0 = 500N (b) (res-
pectivement C0 = 5N (d)) en comparaison à la déformation de l’échantillon (a) (respectivement
(c)).









































dσ/dt= 5.3 kPa/s (1)
dσ/dt= 11.6 kPa/s (2)




Fig. 8.33 – Influence de la vitesse de chargement sur (a) la courbe (σ−ε) et sur les déformations
exprimées en fonction du temps normalisé (b) pour 3 vitesses de chargement et pour C0 =
500N, CN = 1000N et η = 1s.
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Influence des paramètres numériques
Il est intéressant de vérifier la réponse du système en faisant varier les paramètres numériques.
On présente ici les courbes σ − ε pour différents pas de temps (Figure 8.34) encadrant le pas de
temps utilisé pour nos simulations, et pour un autre choix du critère de convergence, sa valeur
restant inchangée (=0.166 10−3). Les courbes ici présentées n’ont pas été corrigées des interpéné-
trations cumulées afin de comparer les courbes brutes entre elles. On remarque que la réponse est
loin d’être indépendante des paramètres numériques, comme on pouvait s’y attendre : la courbe
pour le pas de temps le plus élevé, T = 10−3s, ne présente auncun saut de déformation signe
ordinairement de l’existence de ruptures. On a en quelque sorte un masquage des phénonèmes de
ruptures dû aux particules qui s’interpénètrent : l’algorithme ne détecte pas correctement les in-
terfaces qui auraient dû se rompre. Comparé à la courbe où T = 5.10−4s, les essais où T = 10−4s
et T = 5.10−4s -avec l’utilisation d’un critère de convergence plus sévère QM/16 4, présentent
une déformation supérieure (et des sauts de déformation plus marquées et nombreux) pour la
même contrainte appliquée. Les temps de calcul pour ces différents essais sont regroupés dans le
tableau 8.4. Les calculs sont effectués sur un processeur EMT64 Intel 3.2GHz. En écartant de la
comparaison la courbe correspondant à T = 10−3s puisqu’on y accumule trop d’interpénétrations
et on y masque trop de ruptures, le choix du pas de temps T = 5.10−4s nous a semblé convenir,
l’interpénétration maximale étant jugée acceptable (< 5%), et les phénomènes de ruptures bien
mis en évidence. Notons que les systèmes (en écartant celui où T = 10−3s) tendent vers la même
déformation finale, ce qui nous conforte dans notre hypothèse.
Des erreurs (interpénétrations) encore minimalisées seront recherchées lors de la comparaison
avec l’expérimental.

























Fig. 8.34 – Influence du pas de temps et du critère de convergence pour un essai où C0 =
500N, CN = 1000N et η = 1s.
8.6.3 Fluage et relaxation
Nous avons réalisé des essais de fluage et relaxation à partir de la courbe 8.28(a). Les résultats
résumant les différents chemins de contraintes ou de déformations subis sont présentés sur la figure
8.35(a).
4On rappelle en référence au chapitre 4 que la précision de la solution a été calculée de manière globale sur
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Paramètres numériques T = 10−4s T = 5.10−4s T = 5.10−4s T = 10−3s
Quad Quad QM/16 Quad
Temps de calcul CPU 96h 18h 24h 7.5h
Tab. 8.4 – Paramètres numériques et temps de calculs correspondant obtenus pour quelques
essais œdométriques (C0 = 500N, CN = 1000N et η = 1s).
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Vitesse de force imposee dF/dt
fluage n° 1 et rechargement




Fig. 8.35 – Courbes de fluage et de relaxation dans le cas d’un essai œdométrique (C0 =
500N, CN = 1000N et η = 1s).
L’intérêt de ces essais est d’étudier l’évolution de la déformation (dans le cas du fluage) et
de la contrainte résultante sur la paroi supérieure (dans le cas de la relaxation) dans le temps.
Nous avons déjà étudié ces phénomènes à partir d’essais caractéristiques, ce qui nous a permis de
faire ressortir un paramètre pertinent pour l’adimensionnement et l’influence des seuils d’enom-
magement et de ruptures. Nous cherchons ici à valider la phénoménologie observée sur des essais
expérimentaux réalisés dans la thèse de P.Anthiniac [ANT99]. Les essais expérimentaux n’ayant
pas été réalisés dans l’esprit d’une étude paramétrique, nous cherchons alors à les compléter et
les enrichir par des expérimentations numériques.
Fluage
On remarque que les pentes de rechargement après fluage sont plus marquées que sans le
fluage (voir Figure 8.28.a), signe que le milieu est moins compressible à la suite des ruptures.
Ceci est visible également sur la figure 8.35.b, l’indice des vides évoluent moins vite avec la
contrainte après fluage. Ceci est en accord avec l’analyse proposée par Frossard [FRO05], qui
conclue que dans le cas d’un processus qui s’apparenterait au vieillissement, le matériau tasse
peu à peu sous charge constante mais devient de moins en moins compressible vis à vis d’une
éventuelle surcharge extérieure. Frossard explicite cette diminution de compressibilité avec l’alté-
ration de l’énergie spécifique de surface Γ (évoquée déjà dans le chapitre 2) qui serait induite par
le vieillissement du matériau et par les actions extérieures et climatiques. La valeur du coefficient
Coed obtenu pour le rechargement après fluage passe de 0.08 à ≈ 0.055.
L’évolution des déformations dans le temps ainsi que l’évolution du taux de rupture sont pré-
l’ensemble des contacts (critère Quad), ou ici par paquets de N contacts (critère QM/16).
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sentés sur la figure 8.36. Nous pouvons remarquer que l’évolution des déformations dans le temps
n’est pas proportionnelle au logarithme du temps, comme cela a été proposé dans [DOW03].
L’évolution des décohésions des interfaces cohésives est toujours proportionnelle à l’évolution des
déformations : le taux de rupture évolue de façon linéaire par rapport aux déformations, ce qui
est bien le signe que la cinétique de tassement est générée par les décohésions successives.
On présente sur la figure 8.37 l’état de l’échantillon juste avant l’essai de fluage no 1 et avant
le rechargement. Les ruptures (ou décohésions) sont particulièrement visibles sur les bords de
l’échantillon (notamment au niveau de la paroi gauche et inférieure) ; il y a quelques ruptures au
centre également.
La durée totale (chargement, fluage et rechargement) de ce type de calculs 5 est de l’ordre de la
soixantaine d’heures CPU.
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Fig. 8.36 – Evolution de la déformation et du taux de rupture en fonction de t/η dans le
cas du fluage, à la suite d’un essai où l’échantillon a été sollicité à vitesse de force imposée
σ˙ = 11.3kPa/s.
(a) Echantillon avant fluage (b) Echantillon après fluage
Fig. 8.37 – Evolution des ruptures à l’intérieur de l’échantillon lors de l’essai de fluage no 1.
5Les calculs sont toujours effectués sur un processeur EMT64 Intel 3.2GHz.
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Relaxation
Les courbes présentant les évolutions de la contrainte résultante sur la paroi supérieure et
le taux de rupture dans le temps sont présentés sur la figure 8.38. Ici le taux de rupture évolue
peu malgré une diminution conséquente de la contrainte qui se stabilise assez vite : la relaxation
semble être provoquée principalement par des réarrangements de grains à l’intérieur de l’échan-
tillon.











































Fig. 8.38 – Evolution de la contrainte sur la paroi et du taux de rupture en fonction de t/η dans
le cas d’un essai de relaxation, à la suite d’un essai où l’échantillon a été sollicité à vitesse de
force imposée σ˙ = 11.3kPa/s.
8.7 Essais à vitesse de déplacement imposée
Nous suivons la même logique pour ce qui est de l’étude des essais œdométriques à vitesse
imposée : nous avons réalisé une étude paramétrique pour vérifier l’influence de C0 et de CN , et
nous avons réalisé des essais de fluage et de relaxation à partir d’un certain état ou arrangement
de grains obtenu à la suite de l’essai à vitesse de déplacement imposée.
8.7.1 Allure des courbes
L’allure des courbes de réponse obtenues est semblable à celles obtenues pour les essais à
vitesse de force imposée (figure 8.39) : on observe toujours des sauts de déformation axiale sur
la courbe contrainte-déformation qui traduisent la présence de rupture de grains. On observe
également toujours une diminution de compressibilité du matériau avec la contrainte axiale. La
courbe de l’indice des vides présente également une augmentation de pente due à la compressibi-
lité du matériau. Le coefficient de compressibilité relevé ici vaut Coed ≈ 0.1, et est donc toujours
compris dans la gamme habituelle. Remarquons ici aussi que des ruptures de grains peuvent
survenir également dès le début de l’essai, en même temps que des réarrangements opèrent, de
telle sorte que le milieu devient plus compact. Notons ici que la gamme des contraintes atteintes
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est plus élevée que celles atteintes lors des essais à vitesse de force imposée : à la fin de l’essai,
pour ε > 16% le milieu est très raide.
On remarque de plus que le taux de rupture est toujours linéaire par rapport aux déformations.














































Fig. 8.39 – Courbes œdométriques pour C0 = 500N, CN = 1000N, η = 1s et pour une vitesse
de déplacement imposée U˙ = 1 cm/s.
8.7.2 Etude paramétrique
Influence du seuil de rupture CN et du seuil d’endommagement C0
On vérifie brièvement l’influence de C0 et CN . On valide ici l’influence du seuil de rupture
CN et du seuil d’endommagement C0 (figure 8.40) : la raideur du système augmente avec CN (à
C0 fixé) et avec C0 (à CN fixé). On notera qu’il existe peu d’écart entre les courbes lorsque C0
est fixé (500N) et CN = 1000N ou CN = 2000N , que l’on impute certainement à la valeur de la
vitesse de sollicitation (vitesse probablement trop élevée).
Influence de la vitesse de chargement
2 vitesses de chargement ont été testées (figure 8.41). La courbe présentant la vitesse de
déplacement la plus élevée (5 cm/s) est globalement située en dessous de la courbe où V=1cm/s :
le milieu est visiblement légèrement moins raide pour la vitesse la plus élevée. Cependant, l’écart
entre les courbes n’est pas très franc. On peut toutefois avancer qu’une vitesse de sollicitation
plus élevée induit des fluctuations de la contrainte plus franches, ce qui est le signe que les
ruptures et réarrangements opèrent plus brusquement : le milieu semble être plus fragile. Ceci
n’est pas très surprenant car avec une vitesse de sollicitation plus élevée, l’endommagement à
moins le temps d’évoluer, ce qui influe sur la cinétique de rupture.
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η=1s, CN=1000N C0=500N (1) 
η=1s, CN=2000N C0=500N (2)




Fig. 8.40 – Influence de CN et C0 pour une vitesse de déplacement imposée U˙ = 1cm/s.













η=1s, CN=1000N C0=500N V=1cm/s (1)
η=1s, CN=1000N C0=500N V=5cm/s (2)
(1) 
(2) 
Fig. 8.41 – Influence de la vitesse de chargement pour C0 = 500N, CN = 1000N .
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8.7.3 Fluage et relaxation
Des essais de fluage et relaxation ont également été réalisés à partir de la courbe 8.39(a). Les
résultats sont présentés sur la figure 8.42. Cette fois-ci la compressibilité du milieu semble avoir
peu changé après fluage et relaxation, ce qui peut s’expliquer en raison de la raideur presque
infinie du milieu déjà atteinte sans relaxation ni fluage.




















































Fig. 8.42 – Courbes de fluage et de relaxation dans le cas d’un essai œdométrique (C0 =
500N, CN = 1000N, η = 1s).
Fluage
L’évolution des déformations dans le temps ainsi que l’évolution du taux de rupture sont
présentées sur la figure 8.43. Les remarques faites pour l’essai de fluage du paragraphe (8.6.3)
sont encore valables ici : l’évolution des déformations dans le temps n’est pas proportionnelle au
logarithme du temps, et le taux de rupture évolue toujours de façon linéaire par rapport aux
déformations.
Relaxation
Ici également on observe les mêmes évolutions (figure 8.44) que dans le paragraphe (8.6.3). Les
contraintes se stabilisent plus rapidement que les déformations.
8.7.4 Bilan
Les essais réalisés à vitesse de déplacement imposée parviennent également à reproduire quali-
tativement les courbes expérimentales de la littérature, ainsi que la phénoménologie où cœxistent
ruptures et glissements.
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Fig. 8.43 – Evolution de la déformation et du taux de rupture en fonction de t/η dans le cas du
fluage, après que l’échantillon ait été sollicité à vitesse de déplacement imposée (U˙ = 1cm/s) .

































Fig. 8.44 – Evolution de la contrainte sur la paroi et du taux de rupture en fonction de t/η dans
le cas d’un essai de relaxation, après que l’échantillon ait été sollicité à vitesse de déplacement
imposée (U˙ = 1cm/s).
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8.8 Prise en compte de l’influence de l’eau dans le modèle d’en-
dommagement interfacial
Afin de tenir compte de l’état hydrique, nous allons faire un certain nombre d’hypothèses
pour rendre compte de l’infiltration de l’eau dans le grain. Ces hypothèses permettront d’analyser
de manière simple l’influence de la présence de l’eau dans le modèle.
8.8.1 Hypothèses pour la simulation
Nous cherchons ici à compléter les effets du viellissement en y ajoutant l’influence de l’eau.
La question principale à laquelle nous allons tenter de répondre est la suivante : sur quels para-
mètres du modèle la présence d’eau va avoir une influence ? Nous tenterons de répondre à cette
question en ne perdant pas de vue la physique des phénomènes mis en jeu.
La présence d’eau induit des effets à court terme et des effets à long terme sur le comporte-
ment mécanique des enrochements. Le modèle doit être donc capable de reproduire les tassements
instantanés lors du mouillage et les tassements au cours du temps, accélérés par la présence d’eau.
Dans la suite, nous ferons les hypothèses d’une infiltration instantanée et d’une réparti-
tion homogène de l’eau infiltrée à l’intérieur du grain. Ceci aura pour conséquence de diminuer
instantanément les paramètres du modèle affectés par la présence d’eau qui prendront la même
valeur à tous les points de contacts. Le grain sera considéré soit sec, soit saturé et les paramètres
affectés par l’eau ne pourront donc prendre que deux valeurs : une valeur représentative de l’état
sec, l’autre de l’état saturé.
Cette hypothèse est motivée par les raisons suivantes :
– les travaux de Talesnick et al. [TAL01] et de Collin et al. [COL02] montrent que la résistance
des roches testées diminuent de 20 % pour des faibles teneurs en eau (de l’ordre de 5%) ;
– les temps d’infiltration pour atteindre de faibles teneur en eau sont considérés comme très
faibles (infiltration à l’intérieur des fissures et pores extérieurs).
Une perte de résistance instantanée de 20% peut ainsi être considérée pour de faibles teneurs
en eau, sans trop d’approximation. Dans notre étude, nous avons également pris en compte
des diminutions instantanées des paramètres du modèle bien supérieures à 20% dans le cadre
de l’étude paramétrique. Nous avons considéré une vitesse d’infiltration infinie à l’intérieur des
grains, permettant une diffusion instantanée de l’eau. Cette hypothèse est très éloignée de la
réalité puisque la diffusion de l’eau dans les roches est un phénomène lent car diphasique puisque
l’eau doit chasser l’air pour rentrer au cœur de la roche. Des travaux expérimentaux de mesure
d’imbibition à l’intérieur d’un matériau modèle ainsi que des essais de résistance mécanique pour
différentes teneurs en eau sur ces mêmes matériaux ont été menés durant la première année de
thèse. Ceux-ci n’ont pas pu aboutir, les résultats partiels sont toutefois présentés dans les An-
nexes F, G, H et J.
L’hypothèse choisie, très défavorable, permettra cependant de saisir clairement l’influence de
la variation des paramètres du modèle.
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Choix des paramètres affectés par la présence d’eau :
Le modèle doit être capable de reproduire les effets à court terme et à long terme induits par
l’action de l’eau, et notamment la contraction observée lors du mouillage.
Dans les effets à court terme il serait judicieux de prendre en compte une diminution de ré-
sistance des grains. La diminution de la friction moyenne entre grains sera considérée ici comme
négligeable. Dans les effets à long terme, il serait nécessaire de prendre en compte l’altération de
l’énergie spécifique de surface des grains favorisant l’amorçage ou la propagation de fissurations.
Afin de tenir compte de ces remarques, on choisit de :
– diminuer la valeur de CN pour modéliser les effets à court terme : en diminuant CN on
diminue la résistance instantanée des grains ;
– diminuer la valeur de C0 pour modéliser les effets à long terme : en diminuant C0 on
augmente la vitesse d’endommagement des interfaces ;
– ne pas faire varier η pour simplifier le problème.
Nous avons ensuite vérifié que l’intégration des effets de l’eau dans le modèle d’endommage-
ment interfacial rentre dans le cadre thermodynamique. Ceci est présenté en Annexe B. Faute de
temps, ce modèle n’a pu être implémenté dans LMGC90, nous avons alors modifié manuellement
la valeur des paramètres affectés par l’eau (le calcul est arrêté, les valeurs de C0 et de CN sont
changées et le calcul est relancé).
8.8.2 Simulations d’un milieu granulaire saturé
Dans cette étude, on se limitera à des simulations de fluage pour évaluer le comportement du
milieu saturé. L’influence des paramètres affectés par l’eau sera évaluée soit en saturant le milieu
initialement, soit en saturant le milieu au cours du fluage.
8.8.2.1 Prise en compte de la variation de C0
Milieu saturé initialement
On va examiner tout d’abord le comportement d’enrochements saturés initialement. Ceci consiste
à diminuer la valeur de C0 avant l’application de la contrainte de fluage. Si on considère un milieu
sec dont les paramètres du modèle à deux surfaces seuils sont C0 = 900N, CN = 1000N et η = 1s,
l’étude de l’influence de C0 sur l’amplitude des déformations du milieu saturé peut être reprise de
l’analyse effectuée à la section (8.4.3) sur l’influence de C0 sur les déformations de fluage. Il suffit
donc de reprendre les figures 8.10 pour évaluer l’influence de C0 sur l’évolution des déformations
de fluage du milieu saturé. Le seuil d’endommagement C0 du matériau saturé est diminué de
16.6, 44.4, 72.2, 88.8 et 99.4%. On rappelle ainsi, à l’aide de la figure 8.45 que C0 a une influence
sur :
– l’amplitude des déformations instantanées : plus C0 est faible, plus les déformations ins-
tantanées sont élevées. Ceci est valable dans ce cas de chargement pour des valeurs de
C0 < 500N ;
– l’amplitude des déformations différées : elles sont d’autant plus élevées que C0 est faible ;
– l’amplitude des déformations totales.
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Fig. 8.45 – Evolution des déformations de fluage pour un milieu saturé initialement avec C0
variable, CN = 1000N et η = 1s (σfluage = 16 kPa).
Il est intéressant de noter que dans ce cas où le milieu est "mouillé" initialement, les courbes
peuvent être interprétées de deux manières différentes :
1. soit, comme énoncé dans le paragraphe (8.8.1), le matériau est sec, soit saturé : les courbes
présentées sur la figure 8.45 sont alors toutes représentatives d’un milieu saturé. Si l’in-
fluence de C0 s’est révélée pertinente pour reproduire la physique réelle, alors l’étude pa-
ramétrique sur C0 permet de déduire un ordre de grandeur de la valeur de C0 saturé qui
reproduise les tassements observés pour des milieux saturés ;
2. soit on peut considérer chaque courbe comme représentative d’un degré intermédiaire de
saturation : chaque courbe représente l’évolution du milieu à une teneur en eau dans le
grain fixée initialement. L’évolution de la teneur en eau pendant le temps de simulation
pourrait être traduite par l’évolution de la surface seuil d’endommagement.
Dans la première interprétation, l’influence de C0 n’est nette que pour des valeurs de C0 <
500N : la valeur du seuil d’endommagement doit donc être sensiblement diminuée par rapport
à la valeur sèche (C0 = 900N) pour permettre des déformations différées lorsque le matériau est
saturé, et pour cette valeur de chargement de fluage. Pour d’autres valeurs de chargement, ce
seuil n’est certainement pas le même. Des valeurs de C0 très faibles sont à écarter également
pour espérer représenter des déformations différées.
Dans la deuxième interprétation, on note SC0500 le degré de saturation correpondant au
grain où C0 = 500N. Pour la valeur de chargement testée, les déformations différées n’existent
que lorsque le matériau possède un degré de saturation supérieur à SC0500. Pour les degrés de
saturation inférieurs, ou pour les degrés de saturation très supérieurs à SC0500, les déformations
différées sont négligeables.
Milieu saturé au cours du fluage
Nous allons considérer ici un matériau sec dont paramètres du modèle sont les suivants : C0 =
250N, CN = 1000N et η = 1s. Dans ce paragraphe, le milieu est saturé au cours du fluage.
Nous présentons dans la suite des simulations de fluage correspondant à deux instants différents
de remplissage afin d’évaluer la réponse du milieu saturé. Le choix de ces deux instants sera
explicité par la suite. Dans ce paragraphe où le milieu est saturé au cours du fluage, on considère
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uniquement le cas où la saturation instantanée du matériau est totale, c’est à dire qu’aucun degré
de saturation intermédiaire n’est pris en compte.
Nous avons diminué "instantanément" C0 de 20, 40, 60 et 98%. La dernière valeur (C0 = 5N)
est à prendre toujours comme un cas limite. Deux instants de remplissage sont choisis : t1/η = 1.3
et t2/η = 20.5. L’évolution du milieu saturé est rassemblée sur les figures 8.46. L’amplitude des
tassements différés est toujours augmentée avec la diminution de C0 pour les deux instants de
remplissage. Les déformations différées sont nulles pour C0 = 5N, il existe uniquement des dé-
formations qui s’opèrent de manière instantanée par rapport au remplissage. Les déformations
provoquées par la saturation du milieu sont résumées dans le tableau 8.5. ∆εsat est l’amplitude
des déformations générées par la saturation. L’amplitude des déformations mesurées est supé-
rieure en général à la contraction sous mouillage observée sur ce type d’essais (2% maximum
dans les expérimentations de [ANT99]), signe que les valeurs de C0 saturées testées sont trop
faibles. On note de plus que la saturation génère moins de tassement pour t2/η, c’est à dire quand
le matériau a le plus tassé ou encore quand le matériau est le plus compact. C’est pour cette
raison qu’il a été pertinent d’étudier deux temps différents de remplissage. Ce dernier résultat
concernant les effets du mouillage se retrouve dans les recommandations de mise en œuvre des
ouvrages en enrochements : afin d’obtenir un minimum de tassement pendant la vie de l’ouvrage,
les enrochements doivent être entre autres, bien compactés.


























































Fig. 8.46 – Evolution des déformations de fluage lors de la saturation à l’instant t1/η = 1.3 (a)
et à l’instant t2/η = 20.5 (b) avec C0 variable pour CN = 1000N et η = 1s (σfluage = 16 kPa).
8.8.2.2 Prise en compte de la variation de CN
Milieu saturé initialement
On va procéder de la même façon qu’au paragraphe précédent. Considérons un milieu sec dont
les paramètres du modèle à deux surfaces seuils sont C0 = 250N, CN > 2000N et η = 1s.
L’étude de l’influence de CN sur l’amplitude des déformations du milieu saturé peut être reprise
de l’analyse effectuée à la section (8.4.4). Il suffit donc de reprendre la figure 8.12(b) par exemple,
pour évaluer l’influence de CN sur l’évolution des déformations de fluage du milieu saturé. Le
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Valeur C0 % diminution C0 Saturation Saturation
saturé (N) par rapport cas sec à t1/η à t2/η
∆εsat % ∆εsat %
5 98 6.6 3.9
100 60 5.6 2.9
150 40 4.6 2.5
200 20 4.1 0.7
Tab. 8.5 – Amplitude des déformations générées par la saturation à deux instants différents selon
C0.
seuil de rupture CN du matériau saturé est diminué de 25, 50, 62.5 et 75%. On rappelle ainsi, à
l’aide de la figure 8.47 que CN a une influence sur :
– l’amplitude des déformations instantanées : plus CN est élevé, plus les déformations ins-
tantanées sont faibles ;
– l’amplitude des déformations différées : plus CN est élevé, plus les déformations différées
sont élevées et "différées" ;
– peu d’influence sur l’amplitude de la déformation totale.

























Fig. 8.47 – Evolution des déformations de fluage pour un milieu saturé initialement avec CN
variable, C0 = 250N et η = 1s (σfluage = 16 kPa).
Dans le cas où l’on considère le matériau déjà "saturé" initialement, la diminution de CN
induit une augmentation des déformations instantanées et une diminution des déformations dif-
férées. Si on diminue CN à partir de 62.5% de sa valeur sèche (pour les valeurs de CN =750
et 500 N), les déformations différées sont inférieures à 1%, alors qu’elles sont de l’ordre de 10%
dans le cas du matériau sec. De plus, les déformations totales sont du même ordre de grandeur
pour les valeurs de CN > 500 N. Autrement dit, elles sont équivalentes que le matériau soit sec
ou saturé. Elles pourront être mêmes légèrement supérieures dans le cas du milieu sec.
Dans le cas où chaque valeur de CN correspond à un degré de saturation intermédiaire, l’évo-
lution des courbes montre qu’un matériau à fort degré de saturation présente peu de déformations
différées comparées à celles induites durant le fluage d’un matériau sec, ou ayant un faible degré
de saturation.
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Milieu saturé au cours du fluage
Il s’agit ici du même matériau sec saturé au cours du fluage considéré lors de l’étude paramétrique
sur C0 (C0 = 250N, CN = 1000N et η = 1s). Les simulations de fluage correspondent également
à deux instants différents de remplissage : t1/η = 1.3 et t2/η = 20.5.
Nous avons diminué "brutalement" CN de 10, 25, 40 et 50%. L’évolution du milieu saturé
est rassemblé sur les figures 8.48. Pour le temps de remplissage t1/η, la forme de l’évolution des
déformations dans le temps est un peu différente de celle observée lors de la diminution de C0 : il
existe une composante instantanée ainsi qu’une composante différée de déformation alors que lors
de la diminution de C0, on ne relève qu’une composante différée dans la déformation. Lors de la
diminution de C0 cette composante instantanée existe très certainement mais elle n’est pas signi-
ficative. Par contre, lors de la diminution de CN cette déformation instantanée est significative,
en particulier lorsque CN diminue de 40 ou 50%. Ceci s’explique aisément : lorsque CN diminue
brutalement, si le couple (RN , RT ) correspondant à une interface est situé entre les surfaces
seuils de rupture du matériau sec et du matériau saturé, il y aura décohésion instantanée des
particules. Au contraire, lorsque C0 diminue brutalement, c’est le seuil d’endommagement qui
est abaissé : plus d’interfaces vont donc s’endommager et auront ainsi la possibilité de se rompre,
ce qui va augmenter la composante différée des déformations. Pour les autres variations de CN
(10 et 25 %), la composante instantanée des déformations est peu ou pas perceptible. D’autre
part, l’amplitude des tassements totaux est toujours globalement augmentée avec la diminution
de CN pour l’instant de remplissage t1/η.
Pour l’instant de remplissage t2/η, les diminutions de CN ont peu d’influence sur les tasse-
ments. Ce résultat confirme la réduction dans les tassements relevés lors de la diminution de C0
pour le même instant. Le milieu semble donc peu affecté par la saturation lorsqu’il est dans un
arrangement plus compact.




















































Fig. 8.48 – Evolution des déformations de fluage lors de la saturation à l’instant t1/η = 1.3 (a)
et à l’instant t2/η = 20.5 (b) avec CN variable pour C0 = 250N et η = 1s (σfluage = 16 kPa).
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8.8.3 Comparaison avec des essais œdométriques expérimentaux
Il s’agit d’essais œdométriques menés au laboratoire de Mécanique des sols du Cemagref
dans le cadre de la thèse de P.Anthiniac [ANT99] sur des matériaux modèles d’enrochements de
barrage (ballasts de granite). Le milieu est constitué de grains assez anguleux de forme très hété-
rogène (allant de formes allongées à des formes rondes). La dimension des grains testés est de 5
cm environ. Les essais sont réalisés à l’aide d’une boîte de cisaillement direct de section moyenne
(section carrée de 900 cm2, hauteur maximale de l’échantillon 350 mm). L’annexe C présente
les caractéristiques des essais. La section est donc un peu inférieure à celle modélisée lors des
simulations. Les chargements effectués sont des compressions unidimensionnelles contrôlées en
force. Les essais réalisés sont à vitesse de charge axiale imposée de 300 kPa/h. Après chargement
progressif des enrochements, on maintient la contrainte constante pendant le reste de l’essai. Le
remplissage de l’échantillon est effectué après un certain temps de fluage à sec (figure 8.49.a).
Bien que les essais aient été réalisés avec montée progressive de la charge axiale avant fluage,
nous comparons la réponse de l’échantillon lors du fluage avec les simulations numériques effec-
tuées où la charge est appliquée de manière instantanée (échelon). On cherche ici à vérifier si le
modèle permet de reproduire qualitativement les phénomènes observés. La figure 8.49(a) met en
évidence deux cinétiques de tassements à partir du moment de la mise en eau :
1. la première phase de tassement est quasi-instantanée ; elle pourrait être provoquée par une
réorganisation des grains favorisée par la présence d’eau, et par des ruptures de grains ou
écrasement d’arêtes ;
2. la deuxième phase de tassement est de moins grande amplitude. La figure 8.49(b) permet
de vérifier que les déformations observées sont dues à des ruptures progressive de grains ou
d’arêtes.













































































Fig. 8.49 – Evolution des déformations de fluage lors de la saturation d’un échantillon œdomé-
trique d’enrochements : (a) fluage à sec et sous eau, (b) zoom sur le fluage sous eau.
Les essais expérimentaux mettent donc en évidence aussi des phénomènes de ruptures ins-
tantanées et différées. On a vu que les effets du déjaugeage et de la diminution du coefficient
de frottement n’étaient pas les phénomènes prépondérants pour expliquer les tassements d’une
colonne d’enrochements progressivement remplie. On peut se permettre donc de conclure que les
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simulations sur échantillons œdométriques reproduisent qualitativement les cinétiques de tasse-
ments instantané et différé bien que tous les effets de l’eau sur le milieu n’aient pas été pris en
compte ici dans la modélisation (déjaugeage et diminution du coefficient de frottement).
8.9 Essais œdométriques avec valeurs des paramètres du modèle
calibrées
On a montré que le modèle permettait de reproduire les phénomènes de bases observés au
cours d’essais expérimentaux de laboratoire : diminution de compressibilité œdométrique avec
le chargement, ruptures et réarrangements expliquant les tassements sous charges constante en
milieu sec ou saturé, etc. L’objectif étant maintenant de vérifier dans quelle mesure le modèle,
avec la géométrie testée, permet de reproduire quantitativement tous ces phénomènes : nous
chercherons donc à comparer nos résultats à des essais expérimentaux toujours menées au la-
boratoire de Mécanique des sols du Cemagref par [ANT99]. Pour cela, la valeur des paramètres
du modèle seront estimés plus finement. La courbe qui sera comparée aux essais numériques est
présentées sur la figure 8.50. La raideur de la courbe contrainte déformation obtenue vaut 7200
kPa/m.


















Fig. 8.50 – Courbe œdométrique expérimentale d’enrochements modèles de barrage.
8.9.1 Estimation de la valeur des paramètres du modèle
Les valeurs des paramètres du modèle (η, C0, CN ) utilisées jusqu’ici ont été choisies unique-
ment dans un souci de limitation des temps de calculs, sans aucune base expérimentale. Nous
cherchons donc à réaliser maintenant des essais numériques avec des valeurs de paramètres esti-
més un peu plus finement. Le calage des paramètres est un problème délicat, surtout pour des
milieux en deux dimensions : il a déjà été abordé par [DELU06] et [TRA06]. Dans un premier
temps ils ont calibré les forces de liaisons entre les particules d’un grain à partir d’essais ex-
périmentaux menés par [MAR73] (voir chapitre 3, section 3.4.2.1). La technique est complexe :
ils définissent une probabilité de survie des grains en fonction de l’orientation du grain testée,
de la taille du grain et de la liaison entre particules ; des équations liant les paramètres 2D aux
paramètres 3D ont également été définis. Une fois les valeurs de liaisons estimées, les valeurs des
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paramètres de la loi de viellissement de le thèse de Tran [TRA06] ont été calibrés principalement
à partir d’essais triaxiaux expérimentaux de fluage.
Nous n’avons pas ici la prétention de mener une étude aussi complète : les valeurs des pa-
ramètres seront choisies de sorte à atteindre les ordres de grandeurs obtenus expérimentalement
pour les grandeurs macroscopiques mesurées. Nous adopterons ainsi la démarche suivante :
1. Estimation de CN : On propose dans l’annexe D une estimation de CN . On trouve





avec σt la résistance à la traction de la roche testée. On évalue la résistance en traction
de ces matériaux entre 1 et 10 MPa, ce qui donne avec des particules ayant un diamètre
Dp ≈ 5 mm, un ordre de grandeur de CN tel que :
4.103 < CN < 4.10
4N (8.4)
Les valeurs de cohésion à rupture CN sont donc environ 5 à 50 fois plus élevées que dans
les paragraphes précédents.
2. Estimation de C0 : les essais expérimentaux de la littérature (voir chapitre 2 section
2.6.2.1) nous donnent des valeurs du rapport de la résistance à court terme sur la résistance
à long terme. Notons ce rapport α, ce qui donne :
α = C0/CN (8.5)
On obtient ainsi un ordre de grandeur de la valeur de C0 une fois la valeur de CN estimée
avec (8.3) et α fixé. Dans la suite, nous ferons varier α tel que 0.25 < α < 0.75 dans le
cadre de l’étude paramétrique.
3. Estimation de η : la valeur de η pour les essais numériques sera choisie telle que η = 1s.
Nous estimerons plus tard une valeur de η liée aux expériences de laboratoire.
8.9.2 Essais numériques à force imposée
Nous gardons la forme des grains déjà testée précédemment pour réaliser les essais nu-
mériques. La taille de la cellule œdométrique reste inchangée par rapport aux anciens essais
(≈ 48 × 42 cm2). La section de la cellule œdométrique dans le cas 2D est donc de plus grande
taille qu’une section de la cellule œdométrique expérimentale 3D. Cette différence n’est pas jugée
comme capitale, alors qu’on est sur le point de comparer des essais numériques 2D à des essais
expérimentaux en 3D. Cette comparaison s’avère beaucoup plus discutable : nous avons déjà évo-
qué que les contraintes 2D et 3D sont incomparables et que les cinématiques d’assemblages 2D et
3D étaient très différentes. En 2D les grains n’ont qu’une composante possible pour la rotation
et deux composantes pour la translation : les privant donc de 3 degrés de liberté par rapport au
cas 3D il est évident que les cinématiques vont être fondamentalement différentes. Dans la suite
on s’attachera à la comparaison des courbes expérimentales et numériques uniquement pour la
phase de montée en charge, vu que la phase de fluage à sec a été peu mise en évidence lors
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des essais expérimentaux 6. Nous tâcherons donc comparer uniquement les ordres de grandeurs
obtenus pour les contraintes, les déformations et la raideur du milieu.
Paramètres numériques Il est important de souligner de nouveau que le choix des paramètres
numériques est délicat pour ce type d’essais, notamment car les particules sont liées par cohé-
sion : elles ne peuvent se mouvoir indépendamment les unes des autres, l’interpénétration entre
particules est donc inévitable si les paramètres numériques sont mal choisis. Les valeurs des co-
hésions estimées étant environ 10 fois plus fortes, les paramètres numériques ont dû être changés
pour limiter les interpénétrations. Nous arrivons à prédire la position des corps avec une erreur
<1% avec les paramètres numériques suivants, donnés dans le tableau (8.6).
Pas de temps T =10−4s
Critère de convergence QM/16 = 0.166 10−3
Tab. 8.6 – Paramètres numériques utilisés pour les essais œdométriques
Allure des courbes obtenues
Nous avons effectué des essais à vitesse de contrainte imposée (180 kPa.s−1). Nous avons ensuite
laissé fluer les échantillons. Plusieurs valeurs de C0 et CN ont été choisies afin d’évaluer la réponse
du système et afin de se rapprocher des ordres de grandeurs des raideurs des courbes expérimen-
tales. On présente sur la figure 8.51 les courbes de chargement (a) et contraintes-déformations
(b) pour un jeu de paramètres (C0, CN , η).














































Fig. 8.51 – Contrainte réellement appliquée en fonction du temps (a) et courbe contrainte-
déformation (b) dans le cas d’un essai œdométrique où C0 = 5kN, CN = 20kN, η = 1s.
6A l’époque, seul le fluage pour le milieu saturé a été analysé, l’étude des tassements différés dans un milieu
granulaire sec n’avait pas été abordée dans la thèse de [ANT99].
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Après une première phase de réarrangements des grains, les courbes obtenues présentent une
montée rapide de la contrainte sans évolution des déformations : le système semble bloqué dans
une certaine configuration, il encaisse les contraintes sans se déformer, i.e sans qu’il n’y ait de
ruptures de grains ni de réarrangements possibles. Les grains, imbriqués, empêchent toute évolu-
tion possible du système. A partir d’un certain seuil de contraintes, les ruptures de grains ont de
nouveau lieu et le système continue alors à évoluer par une succession de ruptures et de réarran-
gements. La présence de ces phénomènes de blocage s’explique aisément : en augmentant (par
rapport aux précédents essais) les valeurs de CN on augmente les valeurs du seuil de rupture des
interfaces. Les réarrangements ayant déjà eu lieu, la contrainte globale appliquée au système doit
alors augmenter pour permettre ces ruptures, et étant donné la forte imbrication des grains, le
système a ponctuellement une rigidité infinie jusqu’à l’occurence des ruptures. Ces phénomènes
de blocage tendent à disparaître lorsqu’on augmente la vitesse de chargement ou lorsqu’on dimi-
nue η.
On notera que ces courbes présentent des fluctuations plus marquées que celle présentées dans
la section (8.6) : la diminution du pas de temps et le choix du critère de convergence permettent
un calcul plus précis à chaque interface, ce qui permet une détection plus fine des ruptures, mais
ceci induit en même temps des difficultés dans le maintien de la consigne de la paroi supérieure
de la cellule œdométrique (pilotée ici en force, voir figure 8.51.a). Il existe donc un écart entre la
valeur de la force programmée attendue et celle effectivement appliquée.
Au total, nous avons fait varier C0 de 5 à 15 kN et CN de 15 à 40 kN. η reste fixe, sa valeur
est prise égale à 1 s. Les raideurs obtenues pour les courbes contraintes-déformations varient pour
ces valeurs de paramètres entre 3500 et 7700 kPa/m. Nous obtenons donc les mêmes ordres de
grandeurs que dans le cas expérimental. Nous obtenons donc plusieurs jeux de paramètres (C0,
CN , η) qui pourraient correspondre à l’amplitude obtenue sur les essais expérimentaux.
Influence de C0 sur les tassements de fluage
Nous avons évalué l’influence de la valeur du seuil d’endommagement C0 sur les tassements de
fluage. La figure 8.52 rassemble les résultats obtenus pour C0 = 5, 7.5, 10, 15 kN, CN = 20 kN
et η = 1 s. Nous vérifions que C0 a une influence sur l’amplitude des tassements différés. Plus
C0 est faible, plus les tassements de fluage seront importants, même si le système a déjà encaissé
plus de déformations. L’évolution des décohésions (figure 8.52.b) est similaire à l’évolution des
déformations, ce qui prouve que la cinétique observée dépend bien de ces décohésions.
Influence de CN sur les tassements de fluage
Pour compléter notre étude, nous avons ensuite voulu vérifier l’influence de la valeur du seuil
de rupture CN sur les tassements de fluage. La figure 8.53 rassemble les résultats obtenus pour
CN = 15, 20, 25, 30, 40 kN, C0 = 10 kN et η = 1 s. Nous vérifions que CN a une influence sur la
cinétique et l’amplitude des tassements différés. Plus CN est élevé, plus les tassements de fluage
seront importants et différés. L’évolution des décohésions est toujours similaire à l’évolution des
déformations (figure 8.52.b).
La durée en temps CPU pour ces calculs est, en moyenne, de 210 heures soit environ 9 jours.
Ces calculs sont effectués sur un processeur EMT64 Intel 3.2GHz.
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Fig. 8.52 – Evolution des déformations en fonction du temps adimensionné, en rapport avec la
contrainte de la consigne (a) et évolution des décohésions en fonction du temps adimensionné
(b) dans le cas où C0 varie, CN = 20kN et η = 1s.
Estimation de ηexp
Une estimation de l’ordre de grandeur de η peut se faire en comparant l’amplitude des défor-
mations de fluage pour les essais expérimentaux et numériques. Etant donné que l’on cherche à
exprimer seulement un ordre de grandeur de la valeur de η la comparaison entre l’expérimental
et le numérique est possible même si les conditions appliquées au milieu ne sont pas tout à fait
identiques. Comme les déformations de fluage accumulées au cours des simulations (comprises
entre 1% et 6% pour les différentes valeurs de C0 et de CN testées), correspondent aux ordres
de grandeurs des valeurs des déformations enregistrées dans les essais expérimentaux, on peut
estimer une valeur de η.
Remarquons que les plages de temps simulées ne correspondent pas à la durée de l’essai de fluage
expérimental (de l’ordre de 10s pour les essais numériques contre 4000s pour l’essai expérimen-
tal). Afin d’avoir une estimation de la valeur de η permettant de reproduire les tassements de
fluage des essais expérimentaux, et ayant déjà démontré que l’adimensionnement par η est pos-
sible, une simple règle de trois donne la valeur de ηexp recherchée : ηexp = 400s. Cette estimation
donne accès seulement à un ordre de grandeur sur la valeur de η permettant de reproduire les
essais expérimentaux ; cette valeur ne peut en aucun cas être considérée comme précise.
8.10 Conclusions et discussions
Dans toutes les simulations, nous avons laissé m fixé.
Essais de fluage
Dans cette section nous avons tout d’abord étudier l’influence des paramètres du modèle sur
les déformations de fluage d’un milieu granulaire composé de grains eux mêmes constitués de
particules liées par cohésion sollicités à l’intérieur d’une cellule œdométrique. Dans cette étude
paramétrique nous avons fait varier :
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Fig. 8.53 – Evolution des déformations en fonction du temps adimensionné, en rapport avec la
contrainte de la consigne (a) et évolution des décohésions en fonction du temps adimensionné
(b) dans le cas où CN varie, C0 = 10kN et η = 1s.
– η avec les paramètres m, C0 et CN fixés ;
– C0 avec les paramètres m, η et CN fixés ;
– CN avec les paramètres m, η et C0 fixés.
Les résultats montrent que η peut être considéré comme un paramètre d’adimensionnement
pertinent pour expliquer l’amplitude des tassements en première approximation, et cela pour un
jeu de paramètres (m, C0 et CN ) fixés.
Les résultats de l’étude paramétrique sur C0 montrent principalement que ce paramètre joue
sur l’amplitude des tassements finaux pour un jeu de paramètres (m, C0, CN ) fixés.
Les résultats de l’étude paramétrique sur CN montrent que ce paramètre joue principalement
sur la cinétique et l’amplitude des tassements différés pour un jeu de paramètres (m, C0, CN )
fixés. Ce paramètre a peu d’influence sur l’amplitude des tassements totaux.
Notons qu’il est nécessaire de décrire le modèle avec les 4 paramètres (m, η, C0, CN ), ou
également sous la forme (m, η, C0, 1−C0/CN ) ou encore (m, η, C0, C0/CN ), l’essentiel étant de
préciser C0 ou CN et le rapport entre les 2 valeurs. Préciser seulement le jeu de paramètres (m,
η, 1 − C0/CN ), par exemple, ne suffit pas à décrire les systèmes au vu de l’influence différente
de C0 et CN sur la cinétique de ruptures.
Nous avons ensuite abordé l’étude de la texture d’un milieu partiellement cohésif. Cette étude
nous a entre autres permis de valider certaines propriétés des réseaux d’efforts déjà mises en valeur
au chapitre 5 : on a vérifié que le réseau fort est responsable de l’anisotropie et qu’il est marqué
par une direction de contact privilégiée, dirigée parallèlement à l’axe de compression. Le réseau
faible est quant à lui dirigé perpendiculairement à l’axe de de compression. Les visualisations
d’images nous ont permis de suivre la transmission des efforts à l’intérieur de l’échantillon, et
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ont fait ressortir la redistribution des efforts survenant lors des ruptures ou déséquilibres locaux.
Ces redistributions nous ont permis de mettre en valeur le rôle joué par les différentes fractions
de contacts lors des ruptures de grains : les interfaces cohésives de la fraction forte sont le lieu
de "nœuds" de forces particulièrement chargés qui vont rompre en premier et de façon brutale,
alors que les interfaces de la fraction faible cohésive, vont se rompre de manière plus différée.
On a vu que la perte d’interfaces cohésives se retrouve pratiquement dans le gain d’interfaces
adhérentes, les interfaces en glissement étant peu nombreuses dans cet essai.
Essais de relaxation
Contrairement aux essais de fluage, les essais de relaxation n’ont pas révélé des réarran-
gements ou des redistributions d’efforts à l’intérieur de l’échantillon de grande ampleur, mais
seulement de faible amplitude : une fois le milieu maintenu à déformation constante les efforts lo-
caux se relaxent, faisant passer probablement leur résultante au niveau des interfaces en dessous
du seuil d’endommagement : les ruptures évoluent légèrement pendant la période de relaxation,
puis se stabilisent vite. On vérifie cependant comme dans le cas du fluage que η est le paramètre
adimensionnel pertinent pour expliquer l’amplitude de la relaxation dans le temps pour les dif-
férentes valeurs de η testées.
Essais à vitesse de force imposée
Les essais à vitesse de force imposée ont permis de reproduire les mécanismes fondamen-
taux générés lors d’une compression œdométrique d’un milieu granulaire : les phénomènes de
réarrangements en début d’essai puis l’apparition de ruptures en réponse au chargement ont été
modélisés. Les premières ruptures ont été relevées à des contraintes inférieures à la contrainte
de traction de rupture mesurée sur des essais de compression diamétrale sur un seul grain, ce
qui prouve la présence de fortes concentrations de contraintes localement. La diminution de la
compressibilité du matériau avec l’augmentation de la charge a pu être relevée. L’analyse des
interfaces rompues montre que la cinétique de décohésions est en adéquation avec les sauts de
déformations encaissés par l’échantillon accompagnée d’une augmentation de l’énergie cinétique
au moment des ruptures ; cette énergie s’estompe ensuite au cours du rééquilibrage des forces
intergranulaires.
Concernant l’étude paramétrique que nous avons menée, nous avons seulement étudié ici
l’influence de CN et C0 ainsi que de la valeur de la vitesse de chargement. Lors de l’étude pa-
ramétrique sur CN et C0 on note globalement une augmentation de la compressibilité avec la
diminution de l’un ou l’autre des seuils. L’influence de la vitesse de chargement est difficile à
quantifier au vu de la dynamique du système qui rend quelque peu difficile le maintien des condi-
tions initiales imposées.
Nous avons également fait varier les paramètres numériques : les résultats permettent de vé-
rifier l’importance du choix des paramètres numériques. Des paramètres numériques inadéquats
masquent les phénomènes de ruptures.
Enfin, nous avons effectué des essais de fluage après une montée en charge progressive de
l’échantillon. Nous avons ainsi suivi l’évolution des déformations de fluage : les déformations
mesurées ne sont pas proportionnelles au logarithme du temps, les résultats ne sont donc pas en
accord avec les résultats publiés par [DOW96]. On retrouve toujours une proportionnalité directe
entre les tassements de fluage et les décohésions d’interfaces.
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Essais à vitesse de déplacement imposée
Les essais réalisés à vitesse de déplacement imposée parviennent également à reproduire quali-
tativement les courbes expérimentales de la littérature, ainsi que la phénoménologie où cœxistent
ruptures et glissements.
Influence de l’eau
Une section est dédiée à l’étude de l’influence de l’eau sur les déformations d’un milieu granu-
laire sous fluage. D’un point de vue numérique, l’introduction de l’eau dans le modèle à interfaces
cohésives endommageables a été réalisée de manière simple, en supposant une infiltration instan-
tanée de l’eau à l’intérieur des grains : le degré de saturation y est donc supposé uniforme. Cette
hypothèse suppose donc une perte de résistance brutale des grains. Cette perte de résistance
est traduite dans le modèle, par une diminution instantanée des seuils d’endommagement et de
rupture. L’hypothèse d’infiltration instantanée, très défavorable par rapport à la physique réelle
du phénomème, a permis cependant d’appréhender l’influence des variations des paramètres C0
et CN par rapport au cas sec, non seulement quand le milieu a été saturé avant, mais aussi au
cours du fluage. L’utilisation de cette hypothèse a également permis d’en saisir ses limites. Le
paramètre η est supposé fixe dans cette étude.
Les simulations effectuées montrent que le modèle permet de reproduire les deux compo-
santes de tassements observables expérimentalement : les composantes instantanée et à long
terme peuvent être reproduites qualitativement par le modèle.
Dans toutes les simulations, les résultats montrent que la diminution du seuil d’endommagement
C0 génère une augmentation dans l’amplitude des tassements différés, ce qui va dans le bon sens
et justifierait ainsi la réduction de ce paramètre en présence d’eau. Par contre, les tassements à
court terme (instantanés) sont bien augmentés lorsqu’on laisse fluer le milieu saturé initialement,
mais ceux-ci ne sont pas significatifs voire inexistants si la saturation se fait au cours du fluage.
Concernant la diminution du seuil de rupture CN , les résultats révèlent la présence de tasse-
ments à court terme si le milieu est saturé au cours du fluage. Les tassements instantanés ne sont
significatifs qu’à partir d’une diminution de 25% de CN . Cette composante instantanée augmente
bien avec la diminution de CN , ce qui est visible également lorsqu’on laisse fluer le milieu saturé
initialement. D’autre part, les résultats soulignent une réduction des tassements différés avec
la diminution de CN dans le cas où le milieu est saturé initialement, ce qui est peu ou moins
remarquable si le milieu est saturé au cours du fluage. Lors de ces simulations, le même matériau
sec flue plus que lorsqu’il est saturé : ceci est peu plausible, ce qui amène à se questionner sur la
légitimité de la diminution de CN en présence d’eau.
Ensuite, les simulations ont montré une nette diminution de l’influence de la réduction des
paramètres lorsque la compacité du milieu était plus élevée, ce qui est en accord avec les re-
commandations lors de la construction des ouvrages en enrochements : "for minimum settlement
during and after contruction, the shells of a dam should be constructed of well graded, unwea-
thered, hard work or of sand and gravel. The fill should be spread in layers, watered or sluiced,
and well compacted...". Ces recommandations sont citées par [FRO05] et proviennent de [WIL73].
Enfin, les réflexions précédentes conduisent à s’interroger sur la pertinence des hypothèses
choisies : la diminution du seuil d’endommagement en présence d’eau semble donner des résultats
physiquement acceptables, alors que la diminution du seuil de rupture semble s’éloigner de la
physique pour le cas saturé initialement. Nous n’avons pas testé une diminution simultanée de ces
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deux paramètres en présence d’eau : l’augmentation des tassements différés due à la diminution
de C0 pourrait peut-être dépasser la réduction des tassements différés induite par diminution de
CN . Il faudrait réaliser une étude paramétrique pour déterminer la valeur de C0 qui permette, si
elle existe, de compenser l’effet indésiré de CN . Cette étude permettrait d’obtenir ainsi la dimi-
nution relative des seuils d’endommagement et de rupture qui puisse reproduire les tassements
à court et à long terme.
Limitations du modèle 2D
Nous avons tenté d’obtenir des valeurs de paramètres du modèle à deux surfaces seuils ca-
pables de reproduire des essais expérimentaux de fluage sur des matériaux modèles d’enroche-
ments de barrage. Les résultats montrent que le modèle est capable de reproduire les ordres de
grandeurs des raideurs et déformations de fluage pour des valeurs de C0 comprises entre 5 et
15 kN et des valeurs de CN comprises entre 15 et 40 kN lorsque η reste fixé à 1s. L’ordre de
grandeurs des valeurs de CN est en accord avec celles estimées avec un raisonnement dimension-
nel. Nous avons ensuite estimé à 400s la valeur de η permettant de reproduire les déformations
mesurées lors des essais expérimentaux.
Il faut bien être conscient qu’il s’agit uniquement d’estimations : nous comparons des essais
expérimentaux en 3D où les grains sont de formes complexes à des simulations numériques d’un
milieu en 2D où les grains sont de formes plutôt arrondies. Par rapport aux précédents essais, nous
avons relevé qu’en augmentant les valeurs de cohésions, des phénomènes de blocage pouvaient
survenir, dotant ainsi provisoirement le milieu d’une rigidité élevée, qui n’est pas observable en
expérimental. Ceci permet de mettre en évidence les problèmes inhérents à une modélisation 2D,
comme la différence dans la cinématique d’assemblages 2D et 3D : la connexité d’un milieu 2D est
fondamentalement différente de celle d’un matériau 3D où tous les vides peuvent communiquer
entre eux. Dans notre cas, cette différence dans l’occupation de l’espace a induit une impossibilité
de glissements, provoquant ainsi un certain blocage entre grains pour le milieu 2D7.
Enfin il semblerait que l’utilisation des paramètres numériques présentés dans le tableau (8.6)
rende difficile le maintien de la consigne de la paroi supérieure de la cellule œdométrique. On
peut se demander également si le mode de rupture multiple de grains n’est pas à l’origine d’une
partie de fluctuations observées sur les courbes contraintes-déformations.
7Dans le même ordre d’idées, les travaux de [DELU04] soulignent la quasi-absence des phénomènes de dilatance
dans des simulations d’essais biaxiaux en 2D, comparées aux essais en 3D.
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Ce travail de thèse aborde la modélisation du comportement mécanique des enrochements,
l’objectif était de développer un modèle numérique discret capable de reproduire ce compor-
tement. L’intérêt porté à cette étude provient de constatations observées sur les barrages en
enrochements : une meilleure compréhension des enrochements permettrait d’en optimiser la
conception. En particulier, ce travail s’attache à modéliser le comportement à long terme des
enrochements, l’objectif étant de reproduire les déformations différées observées sur ces milieux
dues au vieillissement des roches et accélérées par la présence d’eau. Le besoin en terme de
modélisation du comportement différé des enrochements est effectivement bien réel. Les deux
principaux types de barrages en enrochements (à masque amont ou à noyau central) sont concer-
nés par ces déformations.
Le choix de la méthode de modélisation s’est tourné vers une méthode de modélisation dis-
crète étant donné la nature discontinue de ce matériau. La modélisation adoptée, de type Non
Smooth Contact Dynamics, permet de prendre en compte de façon explicite les particularités
des enrochements : taille, forme, présence de fissures dans le grain par assemblage de particules
par exemple, . . ., qui sont plus difficiles à simuler par une méthode continue. Compte-tenu des
difficultés liées aux durées des simulations, le choix s’est porté vers une modélisation bidimension-
nelle des enrochements. Bien que cette simplification du problème ne soit pas sans inconvénient
puisqu’elle ne permet pas de reproduire fidèlement tous les traits de comportement d’un maté-
riau réel, elle permet de mettre en évidence les principaux phénomènes discrets existants dans
un milieu granulaire.
Les phénomènes de rupture étant les caractéristiques principales du comportement des enro-
chements, la démarche retenue dans ce travail s’est attachée à développer un modèle numérique
discret capable de prendre en compte la fissuration (instantanée ou différée) des blocs rocheux.
Afin de modéliser la rupture, le modèle proposé considère un grain comme un assemblage de
particules liées par cohésion. Des simulations de compression diamétrale d’un grain avec une
loi cohésive classique ont montré une instantanéité de la rupture par rapport au chargement.
L’approche originale adoptée a consisté à développer un modèle d’interfaces cohésives endomma-
geables pour simuler une rupture différée du grain vis à vis du chargement. Le modèle permet
de reproduire la propagation de fissures dans le grain au cours du temps. L’évolution des fissures
se traduit par une décohésion progressive des interfaces cohésives. La rupture est contrôlée par
un endommagement critique différent pour chaque interface qui est fonction des efforts qu’elles
subissent. Le modèle introduit les notions de seuil d’activation de l’endommagement, seuil de
rupture, et de temps caractéristique décrivant la vitesse d’endommagement des interfaces.
Le modèle est alors implémenté dans LMGC90, un code de calculs aux éléments discrets. Le
modèle est d’abord testé sur des cas simples. L’analyse paramétrique sur l’essai sur deux grains
a permis d’appréhender l’influence de chaque paramètre du modèle. Le temps caractéristique et
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le seuil d’endommagement règlent la vitesse d’endommagement des interfaces. Le seuil de rup-
ture joue sur la valeur maximale d’endommagement de l’interface. L’analyse révèle que le seuil
d’endommagement est représentatif de la résistance à long terme et le seuil de rupture de la
résistance à court terme. Une analyse dimensionnelle a permis d’identifier les paramètres maté-
riaux des paramètres numériques du modèle. Les forces seuils d’endommagement et de rupture
dépendent de la taille de la discrétisation. Les paramètres matériaux sont alors les contraintes
seuils d’endommagement et de rupture. Des simulations d’essais de laboratoire sur éprouvettes
ont permis de mettre en valeur la variété des comportements simulés, et les résultats obtenus
correspondent aux observations expérimentales. Les différentes simulations d’essais de fluage ont
révélé que les décohésions progressives sont bien à l’origine des déformations différées du maté-
riau. Différents types de fluage ont pu être simulés. Les augmentations du temps caractéristique,
des seuils d’endommagement et de rupture ont permis de différer la rupture de l’échantillon dans
le temps. Lorsque les éprouvettes sont sollicitées à des faibles vitesses de déplacement imposé, le
modèle d’endommagement interfacial introduit une certaine ductilité dans le matériau. Ensuite,
l’essentiel du travail a consisté à réaliser des simulations d’essais œdométriques pour différents
cas de chargement (fluage, relaxation, vitesses de force et de déplacement imposées). Ces types
d’essais sont très intéressants car ils donnent accès à la compressibilité des enrochements, qui
sera une donnée pour la prédiction des tassements. L’échantillon modélisé contient 5000 parti-
cules environ. Lors des essais de fluage, les études paramétriques ont mis en évidence l’influence
des paramètres du modèle : le seuil d’endommagement présente une influence sur l’amplitude
des déformations totales, alors que le seuil de rupture présente surtout une influence sur la ci-
nétique des déformations différées. Les différentes analyses ont permis d’établir que le temps
caractéristique d’endommagement est un paramètre d’adimensionnement pertinent aussi bien
sur des échantillons constitués d’un que de plusieurs grains. C’est une information importante
compte-tenu des temps de calculs prohibitifs de ces simulations visant à simuler le vieillissement
des matériaux sur de longues périodes. Les résultats de ces essais reproduisent bien la phéno-
ménologie observée en expérimental : le couplage entre ruptures de grains et réarrangements
locaux expliquent bien les déformations dans le temps. Lors des essais de fluage, l’analyse de la
microstructure en termes de forces a révélé une distribution hétérogène des efforts à l’intérieur
du milieu qui évolue tout au long des ruptures. L’existence de nœuds d’efforts ont été mis en
évidence principalement au niveau des interfaces cohésives. L’étude de la texture du milieu a
mis en valeur deux sous-réseaux de contacts : un réseau fort et un réseau faible qui participent
de manière différente dans l’évolution du milieu. L’analyse conduit à penser que la phase forte
est responsable de l’intégrité mécanique et de l’anisotropie. Les essais de relaxation n’ont révélé
que peu de changements dans les évolutions des décohésions et de la microstructure. Les essais
à vitesses de force ou de déplacement imposées ont reproduit les mécanismes fondamentaux ob-
servés en expérimental : la diminution de compressibilité avec l’augmentation des contraintes a
pu être reproduite. Les déformations de fluage obtenues tendent à se stabiliser et n’évoluent pas
proportionnellement au logarithme du temps. Les limites de la modélisation bidimensionnelle
ont été soulignées lorsque les valeurs des paramètres du modèle ont été considérablement aug-
mentées, afin de reproduire des résultats œdométriques expérimentaux publiés dans la littérature.
L’étude de l’influence de l’eau sur les blocs rocheux et sur leur assemblage a également été
réalisée. On analyse alors chaque effet provoqué par l’eau de façon indépendante des autres
effets. Afin d’étudier l’influence des forces de déjaugeage et de la réduction du coefficient de
frottement, le bloc rocheux est représenté par un grain, placé dans une colonne d’enrochements
progressivement remplie en eau. Les résultats montrent peu d’influence du phénomène de déjau-
geage sur l’évolution du milieu. L’analyse des effets liés à l’évolution du coefficient de frottement
révèle la présence de tassements lors de la réduction du coefficient de frottement en présence
d’eau. Les modélisations ont permis de détailler l’évolution du milieu granulaire en termes de
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mécanismes locaux. En particulier les tassements observés résultent de déstabilisations locales,
générées par des mécanismes de glissement et/ou rotation entre blocs. Le comportement méca-
nique est encore interprété comme résultant de l’existence de deux sous-populations de contacts.
C’est dans la phase faible des contacts que s’opèrent ces déstabilisations. Concernant l’ampli-
tude des tassements, l’évolution est significative dans le milieu à condition que le coefficient de
frottement diminue fortement, ce qui n’est pas justifié physiquement. L’hypothèse qu’une dimi-
nution du coefficient de frottement local en présence d’eau expliquerait à elle seule les tassements
lors du remplissage d’ouvrages en enrochements est alors écartée. Le modèle d’endommagement
interfacial est alors enrichi en y intégrant l’influence de l’eau sur la cinétique des décohésions.
L’intégration de l’eau a été réalisée de manière simple, en supposant une infiltration instantanée
de l’eau à l’intérieur des grains : le degré de saturation y est donc supposé uniforme. Afin de
tenir compte de la diminution de résistance des blocs avec l’eau, on choisit de diminuer les seuils
d’endommagement et de rupture. Des simulations d’essais œdométriques sont alors réalisées en
prenant en compte ces hypothèses, l’objectif étant de reproduire les déformations instanstanées
observées lors du mouillage (contraction sous mouillage), ainsi que les déformations différées,
encore accélérées par ce facteur. Les simulations sont confrontées à des résultats expérimentaux
publiés dans la littérature. L’étude paramétrique menée montre que le modèle contient bien
les deux phénomènes ; cependant la réduction du seuil de rupture avec l’eau semble être une
hypothèse à analyser plus longuement. Une étude complémentaire semble être nécessaire pour
vérifier en quelles proportions les paramètres affectés doivent être diminués pour représenter cor-
rectement l’étendue des phénomènes observés. Pour finir, les résultats de ces simulations sont
en accord avec les recommandations lors de la construction des ouvrages : ils révèlent une nette
diminution de l’influence de la réduction des paramètres affectés par l’eau lorsque le milieu est
de plus en plus compact.
Perspectives
Les dernières remarques ouvrent de multiples perspectives permettant d’envisager des prolon-
gements de ce travail à plus ou moins long terme. Il serait ainsi intéressant de poursuivre les
recherches selon plusieurs axes :
1. le premier axe concerne l’exploitation du modèle d’endommagement dans une autre configu-
ration d’essai très couramment utilisé en mécanique des sols ou des roches : la modélisation
de l’essai biaxial est en effet très utile car elle permet d’avoir accès au comportement en
cisaillement des enrochements, qui joue un rôle crucial dans la stabilité des ouvrages en
remblais. Il serait également intéressant de compléter les simulations avec d’autres formes
de grains et d’assemblages, en faisant varier également le nombre de particules pour étudier
la variation de la réponse ;
2. le second axe se rapporte à un calibrage plus précis des valeurs des paramètres du modèle
à savoir C0, CN et η. La calibration pourrait se faire en deux étapes :
– il serait nécessaire de calibrer tout d’abord le paramètre CN , seuil de rupture, avec des
essais à court terme, afin d’obtenir les charges de rupture mesurées expérimentalement.
Ces essais seraient des essais de compression diamétrale de grains de diamètres différents.
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On pense aux essais de Marsal [MAR73] sur des enrochements provenant de barrage. On
obtiendrait ainsi différentes valeurs de CN pour différentes tailles de grains, en raison
de l’effet d’échelle. Une difficulté réside dans cette opération, qui est celle de caler des
résultats provenant de matériau en trois dimensions sur un échantillon numérique bidi-
mensionnel. Une réflexion entre équivalence 2D/3D s’impose donc ;
– ensuite la détermination du rapport C0/CN et de η peut se faire à partir d’essais de
fluage sur roche. En particulier la littérature offre un plus grand nombre de résultats
de fluage sur essais triaxiaux que sur essais de compression uniaxiale. L’ojectif serait
donc d’obtenir un jeu de paramètres (C0, CN , η) permettant de retrouver les temps de
ruptures d’échantillons pour des valeurs de chargements donnés. Etant donné que η s’est
avéré être un paramètre d’adimensionnement temporel pertinent, il suffirait de fixer η
avec une valeur faible (inférieure à 1 s pour limiter les temps de calculs) et trouver les
valeurs de C0 et CN permettant de simuler le comportement à long terme et à court
terme. En fait c’est le rapport C0/CN qui va nous intéresser : on pourra réinjecter les
valeurs du rapport C0/CN et de η obtenus sur des éprouvettes dans la loi cohésive en-
dommageable des grains testés à partir des essais de Marsal décrits plus haut. Comme
CN a déjà été déterminé, on déduirait une valeur de C0 à partir du rapport C0/CN .
L’inconvénient de cette méthode est que les matériaux testés en compression diamétrale et
lors des essais de fluage ne sont pas identiques. L’idéal serait d’avoir accès à des essais de
fluage sur blocs rocheux.
D’autre part, pour avoir accès à un ordre de grandeur de la valeur de η réel, il serait in-
téressant de modéliser un essai Double Torsion que l’on a déjà évoqué (voir les travaux
expérimentaux de [NAR05, NAR06] par exemple). La détermination de η peut se faire en
établissant une solution analytique approchée du problème. Cette solution pourrait per-
mettre de donner une expression de la vitesse de fissuration dans la plaque en fonction de
η de la même manière que celle fournie par la solution analytique obtenue sur l’échantillon
en traction. Notons que la détermination de la solution analytique de ce problème risque
d’être délicate, et que ce type d’essais nécessite d’être modélisé en 3D en raison du charge-
ment hors plan de l’essai Double Torsion.
3. ceci nous amène simplement au troisième axe, où une modélisation tridimensionnelle sem-
blerait utile pour reproduire fidèlement tous les traits de comportement d’un matériau réel.
Notamment le modèle bidimensionnel s’avère peu efficace pour simuler le comportement de
matériaux lâches : il est difficile en effet de réaliser des échantillons lâches en deux dimen-
sions. La modélisation tridimensionnelle se heurte cependant aux problèmes de temps de
calculs, mais l’expérience acquise et les avancées dans les capacités de calculs ne devraient
plus constituer un obstacle pour la modélisation d’essais de laboratoire. En ce qui concerne
la modélisation d’ouvrages, la diminution du nombre de particules par grain peut s’avérer
utile afin de limiter quelque peu les temps de calculs ;
4. enfin, le dernier axe concerne la poursuite de la modélisation de l’eau dans le grain :
– dans un premier temps, il faudrait vérifier si une diminution couplée de C0 et CN permet
de rendre compte de la cinétique des tassements observée lors du remplissage et dans le
temps. Et si cela est effectif, il serait intéressant de connaître dans quelle proportion ces
paramètres doivent être diminués pour reproduire fidèlement le comportement des enro-
chements sous eau. Dans le cas négatif, on proposerait alors de faire évoluer uniquement
le seuil d’endommagement en présence d’eau. Ceci amène l’idée d’un nouveau modèle
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d’interfaces cohésives endommageables où il n’existe plus qu’une surface seuil, qui est
celle d’endommagement. La rupture est alors pilotée par un endommagement critique
identique pour toutes les interfaces. Ce nouveau modèle est présenté en annexe E. Plus
simple, il est doté d’un paramètre en moins par rapport au modèle testé dans cette thèse.
La comparaison de simulations effectuées avec les deux modèles serait intéressante.
D’autre part, une réflexion sur la variation de η en présence d’eau peut être menée.
Rappelons que nous avons laissé η fixe en présence d’eau. Les essais de [NAR05] révèlent
une accélération de la vitesse de fissuration quand l’humidité augmente, ce qui amène à
penser que l’eau agit aussi sur le seuil d’endommagement en le diminuant. Or η et C0
agissent tous les deux sur la vitesse d’endommagement : il est donc difficile de savoir si
l’accélération de la fissuration résulte d’une diminution combinée des deux paramètres
ou d’un seul.
– dans un second temps, l’amélioration de la prise en compte de l’eau à l’intérieur du grain
semble incontournable. La modélisation de l’infiltration est complexe, et pourrait être
abordée à plusieurs échelles de précision. Nous avons modélisé une infiltration homo-
gène et instantanée de l’eau dans le grain, une modélisation hétérogène semblerait plus
proche de la physique. Une première solution consisterait à imbiber instantanément mais
seulement une couronne du grain : on suppose ainsi que la saturation totale du grain
est très longue compte tenu de l’air piégé dans les pores fermés. On pourrait réaliser
une étude paramétrique en faisant varier l’épaisseur de la couronne atteinte par l’eau.
Une solution plus précise consisterait à modéliser l’infiltration de l’eau de manière pro-
gressive, selon une cinétique d’infiltration réelle. Des mesures tomodensimétriques dans
le temps sur éprouvettes immergées permettraient d’établir une vitesse d’infiltration de
l’eau. Bien qu’il soit probable que la vitesse d’infiltration varie selon la profondeur des
enrochements et selon le chargement, ces mesures permettraient d’avoir accès à un ordre
de grandeur de la vitesse d’infiltration de l’eau.
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Solution analytique approchée de l’essai
de traction en mode I sur empilement
’cristallin’ et courbes complémentaires
A.1 Détermination solution analytique approchée
Numérotons {xi, i = 1...Nx/2} les contacts, en partant du centre, et en allant vers un bord
vertical : xi+1 = xi +Dp. i = 1...Nx/2 est le numéro de l’interface en partant du centre vers un
bord vertical. La position xi est liée à i par xi = iDp si i ≥ 2.
Rupture de l’interface i = 1
On note fN la force normale locale sur les interfaces, qui se répartit uniformément sur tous les
interfaces (Hypothèse 1), il vient donc initialement fN = Fjonc/Nx.
On reprend l’équation d’évolution de l’endommagement précédemment décrite avec m = 1
et µ = 1 (attention, ici les conventions de signe ont changé, pour rendre l’écriture plus facile, la


















On aura initiation de l’endommagement dès que :
fN > (1− d0)C0 (A.3)
Donc si cette condition est satisfaite, l’évolution de l’endommagement des interfaces est :







− (1− d0(xi))〉 , i = 1...Nx/2 (A.4)















Solution analytique approchée de l’essai de traction en mode I sur empilement ’cristallin’ et courbes
complémentaires
Ce temps ne prend une valeur finie que si Fjonc > (1− d0(x1))NxC0. A cet instant l’endomma-
gement des interfaces i ≥ 2 sera :
d(xi, t
1










− (1− d0(xi))〉 , i = 2...Nx/2 (A.6)
L’endommagement ultime de l’interface centrale est :
du = 1− Fjonc
NxCN
. (A.7)
Rupture des interfaces i = 2
Maintenant les deux interfaces i = 2 n’ont plus de cohésion. On va supposer abusivement que
les efforts se répartissent unformément sur les interfaces restantes. Nous avons ouvert une fissure
horizontale de largeur a(t1u) = 2Dp. Puisque Lx = NxDp, on peut écrire que la force normale de
traction sur les interfaces restantes est fN = DpFjonc/(Lx − a(t1u)). Notons a˜(t1u) = 2Dp/Lx la








. Le paramètre αp ≪ 1 est un paramètre de modélisation représentant la finesse de
discrétisation en particules.
















































− (1− d(x2, t1u))〉
]
(A.12)
La relation exprimant la fissure en fonction de la position s’écrit :






A ce moment l’endommagement des autres interfaces i ≥ 3 sera :
d(xi, t
2









− (1− d(xi, t1u))〉 , i = 3...Nx/2 (A.15)
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Rupture des interfaces i = 3
Maintenant les deux interfaces i = 3 n’ont plus de cohésion. Nous avons ouvert une fissure
horizontale de largeur a(t2u) = 3Dp, les efforts se répartissent sur les Nx − 3 interfaces cohésives








































0 sit ≤ t1u
a˜(t1u) si t
1
u < t ≤ t2u


























On peut ainsi définir la séquence de rupture des interfaces de la façon suivante :
– les temps de ruptures successives sont notés tju, avec j = 1...k ;
– les valeurs du champ discret d’endommagement en ces temps de ruptures sont :
d(xi, t
j
u), i = 1...Nx/2, j = 1...k; (A.21)











− (1− d(xk+1, tku))〉
]
(A.22)
– l’évolution de l’endommagement sur cet intervalle de temps est :
d(xi, t
k+1









− (1− d(xi, tku))〉 (A.23)
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complémentaires






























Plaque à 900 particules
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Fig. A.1 – Vitesse de propagation de la fissuration en fonction du temps adimensionné .
Plaque à ≃ 10000 particules
A.2 Courbes complémentaires 257
Fig. A.2 – Fissuration à l’intérieur de la plaque de ≃ 10000 particules avant rupture totale.
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l’interface cohésive endommageable en
présence d’eau
Nous allons adopter la même démarche que dans le cas sec, en reprenant les mêmes notations et
définitions.
1 : Système thermodynamique
Système thermodynamique : interface cohésive IC
occupant, à l’instant initial, la surface S
2 : Variables d’état thermodynamique
En plus de T et d : h ∈ [0, 1], ’teneur’ en eau de l’interface. À noter qu’il s’agit d’une variable
d’état observable et non interne, au sens que son évolution est autonome (alors que celle de d est
gouvernée par R).
À une interface parfaitement sèche correspond h = 0 ; à une interface saturée en eau correspond
h = 1.
Variables d’état thermodynamique : (T, h, d)
3 : Potentiel et lois d’état thermodynamiques
Hypothèse 1 : L’influence de la teneur en eau h sur l’énergie interne de l’interface, et donc
sur son énergie libre, est analogue à celle de d, à ceci près que h = 1 n’entraîne pas l’annulation
de cette énergie.
On propose donc :
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Une modélisation thermodynamiquement admissible de l’interface cohésive endommageable en
présence d’eau
Potentiel d’état thermodynamique (énergie libre surfacique) :
ρΨ(T, h, d) = ρ(1− d)(1− αh)Ψ0(T ) avec Ψ0(T ) > 0 et α < 1.
D’où les lois d’état suivantes :
Lois d’état thermodynamique :
s = (d− 1)(1− αh)∂Ψ0∂T ; Ah = −ρ∂Ψ∂h = ρα(1− d)Ψ0(T ) ;
Ad = ρ(1− αh)Ψ0(T )
4 : Premier principe de la thermodynamique
Notant Bh l’énergie surfacique (en J.m−2) associée à la force thermodynamique associée à h,

















, h˙, div(q)). (B.1)














































5 : Second principe de la thermodynamique et loi de comportement hydrique
Compte tenu de l’équation précédente et de la non-négativité de la dissipation intrinsèque le
second principe s’écrit :






























= 0, une condition
suffisante à sa vérification systématique de l’Equation (B.4) est :
d˙ ≥ 0 et Ah +Bh = 0. (B.5)
d’où la loi de comportement hydrique suivante :
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Loi de comportement hydrique :
Bh = −Ah = ρα(1− d)Ψ0 ≤ 0. (B.6)
6 : Surface seuil et loi d’évolution de d
Hypothèse 3 : À R et d fixés, plus la teneur en eau h de l’interface est forte, plus faibles sont
les forces seuils d’endommagement et de rupture.
Cette hypothèse est bien systématiquement vérifiée si l’on retient l’expression suivante pour la
surface seuil d’endommagement :




















La loi d’évolution de d est aussi la même que dans le modèle sec :





fd(F , h, d)
C0
〉
H−(−fr(R, Rh, d)) + [dmax − d] δ(fr(R, Rh, d)) (B.9)
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sur enrochements modèles de barrage
C.1 Boite de cisaillement de Casagrande
(a)
(b)
Fig. C.1 – Boite de Casagrande (a) et schéma de principe (b).
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C.2 Essais sur enrochements
(a) (b)
Fig. C.2 – Enrochements dans la boite de Casagrande avant remplissage (a) et pendant le
remplissage (b).
Annexe D
Estimation de la cohésion de rupture
CN
On va ici estimer la cohésion de rupture CN . Considérons un essai brésilien (compression
diamétrale) sur une éprouvette cylindrique de rayon R et d’épaisseur e. Dp est le diamètre des
particules composant le grain. L’état de contrainte moyen peut être approché par la solution de




[~ex ⊗ ~ex − 3~ey ⊗ ~ey] (D.1)










Soit FR la force provoquant la rupture instantanée. Celle-ci survient lorsqu’il y a décohésion de





Sur ce type d’essai, il y a rupture en traction au centre. La contrainte de traction au centre du










On estime en première approximation la résistance en traction σt entre environ 1 et 10 MPa.
Pour un grain d’épaisseur unité de diamètre 2R = 5 cm et des particules ayant un diamètre
dp ≃ 5 mm réalisant environ Nc ≃ 100 contacts (c’est le cas pour le grain considéré), on obtient :
4.103 < CN < 4.10
4N. (D.7)
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Remarque : Dans le cas d’une éprouvette constituée d’un grand nombre de particules, un essai
de traction simple sur une éprouvette donne :
CN = Dp e σt (D.8)
Si la résistance en traction σt est évaluée entre 1 et 10 MPa, les valeurs de CN obtenues sont
telles que :
5.103 < CN < 5.10
4N. (D.9)
Annexe E
Modèle d’interface cohésive à une
surface seuil
Nous introduisons ici une variante de la loi d’interface cohésive étudiée principalement dans
la thèse (voir chapitre 6) : celle-ci ne présente qu’une surface seuil. Nous ne reprendrons pas
la justification thermodynamique du nouveau modèle, celle-ci se justifie de la même façon que
dans 6.4.2. Nous reprenons l’étude à partir de la section 6.4.2.6 du chapitre 6, au niveau de
l’hypothèse no 4, toutes les autres hypothèses étant supposées identiques. La grande différence
réside dans l’existence d’une surface seuil d’endommagement, la rupture étant gouvernée par un
endommagement critique identique pour toutes les interfaces.
Surface seuil et loi d’évolution de d :
Hypothèse 4-bis : Soit CN la force maximale, dite cohésion ou force à la rupture,
supportable par l’interface IC lorsque celle-ci est soumise à une sollicitation de traction simple
(RN < 0 et Rt = 0). On suppose qu’il existe C0 < CN , force seuil initial d’endommagement
(d = 0), caractéristique du matériau constitutif de l’interface. Lorsque d > 0, et tant que d < 1,
cette force seuil est réactualisée par un mécanisme d’écrouissage, positif puis négatif, dû à
l’endommagement lui-même (à condition que m > 1).
Tant que d < 1, l’équation de la surface seuil d’endommagement s’écrit :




|Rt| −RN − C0(1− d)2(1 + 2md) = 0. (E.1)
Quant à la loi d’évolution de d, elle s’écrit toujours 1 :
1La fonction d’Heaviside modifiée - H−(x) = 0, ∀x ≤ 0 - n’est introduite ici que pour stipuler que, dès que
l’interface est rompue (cohésion nulle ; d = dmax), d˙ est nécessairement nulle.
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H−(dM − d). (E.2)
A propos de m et de C0, on peut dire que :
– m doit être supérieur à 1, et fini, si l’on veut que l’écrouissage soit d’abord positif puis
négatif. Si m < 1 l’écrouissage est tout le temps négatif.
– la valeur maximale que peut atteindre le terme de ’seuil’ (C0(1−d)2(1+2md)) est obtenue
pour d =ˆ dM = m−13m . On peut alors être tenté de relier ce terme ’seuil maximal’ à CN ,
cohésion (normale) ou force à la rupture de IC :
CN = C0(1− dM )2(1 + 2mdM ) (E.3)
Annexe F
Étude de la saturation et comportement
saturé d’éprouvettes modèles de roches
F.1 Contexte
Un des premiers objectifs de la thèse était de comprendre et modéliser le phénomène de
contraction sous mouillage observé sur les enrochements. L’idée développée a été donc de revenir
à l’échelle du grain en précisant tout d’abord l’influence de l’état hydrique sur la résistance des
roches, le but étant d’étudier finement l’infiltration à l’intérieur de la roche. Ceci devait per-
mettre, dans un second temps, de revenir à des expérimentations à l’échelle de la collection de
grains, les mécanismes observés à l’échelle du grain étant quantifiés et les variables pertinentes
définies par la première étape. Au niveau expérimental, nous avons mené un travail qui s’est li-
mité à l’échelle du grain, et qui s’avère pour cette étape également non exhaustif. Il est important
de mentionner que ce travail a eu lieu au début de la thèse, ils qu’il nous a permis de soulever
les difficultés relatives à l’expérimentation. Nous présentons ici les principales étapes du travail
mené en y introduisant ses limites.
F.2 Mise en évidence expérimentale de l’influence de l’état hy-
drique sur éprouvettes de matériau modèle
F.2.1 Choix du matériau modèle
La stratégie ici est d’étudier l’influence de l’eau sur un matériau poreux, qui se veut re-
présenter une éprouvette rocheuse. L’influence de la forme sur la résistance mécanique étant
prépondérante, l’idée a été de s’affranchir de l’influence de la forme pour étudier correctement
l’influence de l’eau sur la résistance mécanique. Cette constatation a été justifiée par quelques
essais de compression sous sollicitation hydrique menés sur trois grains de ballast (figure F.1).
L’utilisation de 3 grains s’est fait pour des raisons de stabilité mécanique de l’équipement utilisé.
Les essais ont montré une influence de l’humidification : de plus nombreuses ruptures ont été
relevées souvent superficielles (épaufrures) alors qu’elles étaient moins fréquentes sur les essais
à sec pour les mêmes chargements. Ces essais n’ont eu qu’un rôle qualitatif, les problèmes de
forme et de répétabilité étant prépondérants, il n’a donc pas été jugé souhaitable de poursuivre
la campagne expérimentale.
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Fig. F.1 – Ballast de calcaire écrasé.
Nous nous sommes donc orientés vers l’utilisation d’un matériau modèle, à partir duquel il est
possible d’obtenir des éprouvettes de forme cylindrique, que l’on pourra solliciter en compression
simple et en traction indirecte. Le choix du matériau modèle s’est orienté vers l’utilisation d’un
béton cellulaire (figure F.2). Les motivations pour ce matériau sont multiples :
– tout d’abord ce matériau ne nécessite pas de matériel particulier pour être mis en œuvre :
il est facilement façonnable (au niveau de la découpe, du polissage) ;
– ensuite sa résistance permet d’utiliser des éprouvettes de taille raisonnable sur les appareils
du laboratoire, ce qui n’aurait pas été le cas avec des éprouvettes rocheuses, car l’équipe-
ment du laboratoire s’est révélé partiellement inadapté pour des essais sur roches ;
– enfin sa porosité élevée permettait d’espérer une imbibition assez rapide et mesurable.
Fig. F.2 – Coupe d’une éprouvette de béton cellulaire.
Caractéristiques du matériau modèle
Nous avons procédé aux essais standards de caractérisation des sols afin de mieux connaître le
béton cellulaire utilisé pour les essais. Les résultats obtenu à partir de plusieurs essai sont expri-
més dans le tableau (F.1) :
La masse volumique intrinsèque a été obtenue par des essais au pycnomètre. Les résultats sui-
Masse volumique apparente sèche ρ = 548 DaN.m−3
Masse volumique intrinsèque ρ = 2.66 103 DaN.m−3
Porosité n = 79.5 %
Perméabilité k = 9.5 10−9 m.s−1
Tab. F.1 – Caractéristiques du béton cellulaire
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vants ont été obtenus durant le stage de B. Montoya [MON04].
F.2.2 Mesure expérimentale d’imbibition sur éprouvettes
F.2.2.1 Choix de la méthode d’imbibition
Les travaux qui nous concernent tendent à comprendre le comportement des enrochements
non seulement à sec et à saturation mais également, et surtout pour des degrés de saturation
intermédiaires. Il faut se reporter au sujet initial pour se rendre compte que l’on est plus inté-
ressé par les fronts montants de la teneur en eau et donc par une saturation partiele, ou plutôt
localisée, que par une teneur en eau intermédiaire et informe. Ces remarques nous ont amené
à penser que la méthode d’imprégnation aura une influence primordiale sur la résistance à la
compression et sur le mode de rupture. C’est pourquoi une bonne connaissance du phénomène
d’imbibition est nécessaire pour interpréter le comportement hydromécanique du matériau.
Le détail des différentes méthodes d’imprégnation proposées est précisé dans l’Annexe G. La
méthode retenue est celle de l’imbibition latérale. Cette méthode est simple à mettre en œuvre,
il suffit pour cela d’immerger l’éprouvette après avoir imperméabilisé les deux faces extrêmes
avec de la graisse. L’efficacité de cette étanchéité est très facilement observable sur l’éprouvette.
Pendant l’essai tout d’abord, l’extérieur s’imbibe cylindriquement ; et après l’essai on ouvre
l’éprouvette pour observer le front d’imbition (figure F.3). Cette méthode permet de plus de
s’approcher de la situation de mise en eau des barrages tout en gardant une certaine facilité
d’interprétation de la géométrie d’imbibition.
Fig. F.3 – Observation du tube extérieur imbibé d’une éprouvette après rupture (à gauche) et
imbibition en cours d’essai par une extrémité imperméabilisée par de la graisse (à droite).
Le choix de cette méthode posera quand même certains problèmes d’analyse : la pénétration
de l’eau dans l’éprouvette ne peut se faire que si le flux d’air s’évacue en sens contraire ; mais la
solution de l’imbibition à cœur qui s’affranchit de ce problème, a un défaut plus génant qui est
d’avoir un trou dans l’éprouvette : délicat à réaliser et difficile à analyser.
F.2.2.2 Essai de mesure d’imbibition : méthode de pesée hydrostatique
Ne disposant pas d’appareillage prévu à cet effet nous avons dû développer notre propore
banc de mesure. Après plusieurs tentatives ne permettant pas d’obtenir d’erreur acceptable
(voir Annexe H), nous avons conçu un banc de pesée hydrostatique (figure F.4) qui a répondu
à nos besoins. La méthode de pesée hydrostatique est une méthode de mesure en continu de
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la masse déjaugée de l’éprouvette immergée lestée (sinon, l’éprouvette flotte). Cette solution
permet de s’affranchir des problèmes de surface libre, d’évacuation des bulles et de besoin de
sortir l’éprouvette de l’eau lors de la mesure. La mesure s’effectuant en continu, on peut accéder
à l’imbibition d’une éprouvette sans discontinuité et avec une faible limitation de résolution
temporelle.
Fig. F.4 – Méthode de pesée hydrostatique.
Les essais d’imbibition ont montré une homogénéité acceptable des résultats (voir figure F.5).





On remarque principalement, que l’imbibition se fait globalement selon deux cinétiques :
1. tout d’abord l’eau avance rapidement jusqu’au centre de l’éprouvette (en environ 3 heures) :
elle mouille ainsi la structure mais il reste de l’air dans les porosités de toute l’éprouvette,
occluses ou non, que ce soit au centre ou en périphérie ;
2. par la suite l’imbibition est très lente et n’évolue significativement -dans la limite de nos
moyens- qu’à l’échelle de la semaine, voire du mois. Aucune mesure à cette échelle n’est
présentée sur la figure F.5. En effet, le dispositif mis en place ne permet pas d’obtenir des
valeurs d’imbibition correctes pour des temps supérieurs, en raison de l’évaporation exis-
tante, et qui s’avère non négligeable même si l’environnement est à température contrôlée.
Remarquons que le degré de saturation obtenu dans la période de temps testée (et même après
plusieurs semaines) n’est que de 45% environ1 ! Ceci est dû à la présence d’une forte porosité
occluse dans le béton cellulaire (celui-ci peut être utilisé dans l’habitat comme isolant). Nous
n’avons pu accéder à un matériel susceptible d’accélérer l’imbibition du béton cellulaire (pompe
à vide par exemple), ce qui ne nous a pas permis de savoir si l’évolution à long terme de la
saturation du béton cellulaire donnait lieu à une saturation plus importante, avec un deuxième
1La méthode d’imbibition étant ce qu’elle est, on peut expliquer la difficulté à imbiber totalement l’éprouvette
par le fait qu’il est difficile d’évacuer l’air lors d’une imbibition par l’extérieur. Une solution eut été d’imbiber
l’éprouvette par le centre, cette idée n’a pas été mise en application pour des problèmes de mise en œuvre.
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Fig. F.5 – Courbes d’infiltration en fonction du temps pour 5 éprouvettes de béton cellulaire.
régime de saturation, ou si l’équilibre est presque atteint au bout de quelques heures. En revanche,
des essais sur de plus longues durées avec un banc de pesée hydrostatique plus adapté (acquis
plus tard par le laboratoire) ont permis d’atteindre des degrés de saturation supérieurs pour des
temps plus longs (jusqu’à ≈ 0.6). Ceci a pu être obtenu en ajoutant au montage un dispositif
permettant de limiter l’évaporation, afin de reduire les erreurs. Ces essais n’ont cependant pas pu
être menés pour des durées supérieures à 3 semaines, et la répétabilité n’a pas pû être observée
dû à la faiblesse d’échantillonnage et à des équipements techniques qui nécessitent encore d’être
améliorés (logiciel d’acquisition des mesures, etc.). On présente sur la figure F.6 cette deuxième
série d’imbibition d’éprouvettes. Pour les raisons évoquées ci-dessus, nous n’avons pas émis de
conclusions et nous nous en sommes tenus aux premiers essais (figure F.5) afin de modéliser
l’infiltration dans l’éprouvette.



















Fig. F.6 – Courbes d’infiltration en fonction du temps avec le nouveau matériel de pesée hydro-
statique.
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F.2.2.3 Modélisation simple de l’infiltration
Pour notre modélisation nous ferons l’hypothèse que les porosités non saturées à la fin de
nos essais sont des porosités fermées. Il n’en demeure pas moins que la diffusion est diphasique
puisque l’air doit pouvoir s’échapper de l’éprouvette, mais nous ferons ici l’hypothèse d’une dif-
fusion linéaire de Darcy.





n = Vvide/Vtotal = no + nc
no
nc
Smax < 1 dû aux porosités occluses et à l’air piégé
Puis on pose :
0 ≤ S∗ = S
Smax
≤ 1 (F.2)
Avec une diffusion linéaire on obtient :
∂S∗
∂t
− div(D.grad(S∗)) = 0 (F.3)
avec D la diffusivité. De plus on néglige les effets de bord, le cas du cylindre est ramené en deux













Les solutions exactes de la diffusion sont intégrées à partir d’un résultat tiré de Carslaw et Jaeger
[CAR41, CAR59], voir Annexe I. La solution exacte est la suivante :
S
∗






avec βn les racines de la fonction de Bessel telle que J0(β) = 0. L’approximation à l’ordre 1 de











Pour déterminer η il suffit d’égaler la solution approchée avec les deux premiers termes du








Finalement, l’évolution du degré de saturation moyen dans l’éprouvette cylindrique initialement
sèche et soumise à un choc hydrique sur sa périphérie est approximativement décrite par :
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L’intérêt de la modélisation au premier ordre réside dans le fait qu’elle ne fait apparaître
qu’un seul paramètre, la diffusivité, et que ce paramètre est relatif au matériau. Des plus
la diffusivité est ; à priori, comprise classiquement entre 10−5 et 10−8 m2.s−1. Si l’on souhaite
connaître la diffusivité du béton cellulaire il suffit d’utiliser la solution exacte et de la caler sur les
résultats d’essais d’imbibition (méthode des moindres carrés). Ces mesures nous donnent pour
le béton cellulaire une diffusivité de 2,5.10−8m2.s−1.
La comparaison d’un essai d’imbibition avec la solution numérique exacte (50 termes) et la
solution au premier ordre est présenté sur la figure F.7.





















Fig. F.7 – Comparaison d’un essai d’imbibition avec la solution numérique exacte (50 termes)
et la solution au premier ordre.
F.2.3 Essais de fluage
Contexte
Il est important de situer le contexte qui a mené à la réalisation de ces essais. Au départ, des
essais à rupture ont été conduit en compression simple et en traction indirecte (ou compression
diamétrale). Différents bancs d’essais ont été montés successivement pour palier aux défauts
relevés au fur et à mesure des essais. Un récapitulatif des remarques et des aménagements les
plus importants est donné en Annexe J, "Mise en place des essais mécaniques". La variabilité
des résultats obtenus lors des essais à rupture nous portent à penser qu’obtenir des résultats
exploitables ne peut se faire qu’avec une méthode statistique, étant donné que les essais sont
pratiqués sur des éprouvettes hétérogènes dont les plus gros défauts sont parfois de taille non
négligeable pa rapport à la taille de l’éprouvette. Nous n’avons pas voulu nous engager dans une
procédure d’essais statistique : pour éviter cela il faut changer notre protocole et étudier sur une
même éprouvette des états hydriques différents. Pour suivre un chemin de contrainte exploitable
par la suite, ceci peut se faire de deux manières différentes : étudier le comportement durant
l’imbibition à déformation ou à charge constante. Nous présentons dans ce paragraphe, les essais
276 Étude de la saturation et comportement saturé d’éprouvettes modèles de roches
de fluage puis dans le paragraphe suivant nous aborderons les essais de ralaxation.
Il est important de souligner tout d’abord, les différentes étapes que nous avons suivies pour
la préparation des éprouvettes cylindriques. La préparation du béton cellulaire est assez délicate-
en particulier le surfaçage, mais s’avère nécessaire pour obtenir des résultats exploitables. On
présente un paragraphe relatant la préparation des éprouvettes dans l’annexe J.
Pour réaliser des essais de fluage, nous avons utilisé des bâtis œdométriques, utilisé habituel-
lement en mécanique des sols (voir annexe J). L’avantage est qu’ils permettent d’utiliser une
cellule étanche. Nous avons mis en place des essais en trois phases assez simples : chargement,
léger fluage à sec jusqu’à stabilisation de l’éprouvette, puis mise en eau et mesure de l’évolution
de la déformation de l’éprouvette. Cependant un gros défaut existe : en utilisant des éprouvettes
de hauteur telle qu’un élancement proche de 2 soit conservé, il est difficile d’utiliser correctement
le piston de guidage de la force appliquée à l’éprouvette. Avec ces hauteurs d’éprouvette, nous
sommes au-dessus des hauteurs standard pour les cellules œdométriques. Tout ceci a pour désa-
vantage de très facilement appliquer une force excentrée. De ce fait les essais ne peuvent être
conduits avec une force élevée sans risque de rompre l’éprouvette par des contraintes parasites
(basculement de l’éprouvette entraînant sa rupture). Nous avons regardé en conséquence unique-
ment la phénoménologie observée lors du mouillage des éprouvettes, l’étude qualitative n’étant
pas possible en raison donc du matériel qui s’est avéré quelque peu inadapté.
On présente sur la figure F.8 un résultat classique sur un essai de ce type. Les éprouvettes
concordent avec ce qui était attendu : les éprouvettes accusent un tassement à la mise en eau.
Ici ceci peut être dû à l’effondrement de certains pores, certainement sur la surface extérieure
de l’éprouvette. Il est probable que la rupture ait lieu suite au mauvais guidage de la force ap-
pliquée sur l’éprouvette, peut être favorisé par la présence d’eau en permettant une rotation des
contraintes à l’intérieur de la cellule. Nous restons prudent sur ce point.
























Léger fluage à sec 
Rupture 
Fig. F.8 – Résultat d’un essai de compression à force constante (F=265 DaN) : on attend
la stabilisation de l’essai puis on immerge l’éprouvette. Sous l’action de l’eau on observe les
tassements puis la rupture.
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F.2.4 Essais de relaxation
Dans le cadre de ces essais, nous nous sommes attachés à obtenir des courbes de relaxation
du matériau modèle sous l’effet de la saturation à déformation constante. Les essais définitifs
ont été conduits dans une cellule triaxiale réaménagée (et donc quelque peu détournée de son
utilisation originelle, voir figure F.9), l’idée étant de pouvoir suivre l’évolution de la relaxation
du matériau en fonction de l’état hydrique. On présente sur la figure F.10 un résultat de ce type
d’essai. Suite au chargement se déroule une phase de stabilisation du bâti couplé à une relaxation
de l’échantillon. La mise en eau est lancée seulement quand ces perturbations sont stabilisées. On
suit alors la relaxation des efforts tout au long de l’imbibition. Une fois la relaxation stabilisée,
on charge le matériau à vitesse de déplacement imposée jusqu’à rupture.
Fig. F.9 – Schéma de la cellule équipée pour les essais avec saturation.



























Relaxation sous l’influence de l’eau
Fig. F.10 – Mesure d’un essai de relaxation sous imbibition à déformation constante. Suite au
chargement se déroule une phase de stabilisation du bâti couplé à une relaxation de l’échantillon.
L’essai de l’imbibition est lancé seulement quand ces perturbations sont stabilisées.
Nous avons expliqué plus haut les défauts d’une interprétation des essais travaillant unique-
ment à la rupture (le comportement à la rupture dépend d’un défaut alors que le comportement
avant rupture est intégré sur l’éprouvette ce qui "lisse" les défauts). C’est pour cette raison que
nous avons mené des essais à déformation constante. Nous avons donc des informations pour
chaque éprouvette : contrainte initiale à sec, contrainte saturée, contrainte ultime saturée et che-
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min de contraintes à déformation constante durant la saturation. Au vu des résultats observés sur
la figure F.10 en compression simple, on schématise le comportement sec et saturé du matériau
présenté sur la figure F.11. La contrainte σu désignant la contrainte ultime et les contraintes σε
désignant les contraintes pour une déformation ε donnée. Nous cherchons la contrainte ultime en
fonction de la saturation σu(S). Pour cela, nous allons poser deux hypothèses afin de déterminer














Fig. F.11 – Schématisation du comportement en relaxation du matériau sec et saturé.
Hypothèse de réversibilité : on fait l’hypothèse que l’éprouvette chargée à sec puis saturée
rejoint la même courbe que celle d’une éprouvette saturée avant le chargement (figure F.12.a).











Hypothèse de comportement : les contraintes à rupture suivent le même chemin de contraintes












On peut écrire ceci également pour le cas saturé.
Si l’on pose ∆σε = σsecε − σsatε et de la même manière ∆σu = σsecu − σsatu , on a d’après les





























(b) Hypothèse de comportement
Fig. F.12 – Hypothèses (a) de réversibilité et (b) de comportement.





On peut écrire encore pour des degrés de saturation intermédiaires ∆σε = σsecε − σε(S) et de la





En utilisant l’Eq. (F.11) on obtient enfin, que ce soient pour les essais en compression ou en





Remarque : Nous avons utilisé abusivement l’adjectif ’saturé’ pour qualifier la contrainte du
matériau ayant atteint la saturation maximum S∗ et qui a pu être mesurée avec nos équipements
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(voir plus haut). Le matériau n’est donc ici toujours pas entièrement saturé en raison de sa po-
rosité occluse, et est donc partiellement saturé.
Nous avons réalisé 12 essais de relaxation en compression axiale et 5 en compression dia-
métrale. Nous avons constaté que diminution de contrainte lors de la saturation (i.e au début,
lorsque S est faible) est plus importante pour les éprouvettes en compression diamétrale que
pour les éprouvettes en compression axiale pour un niveau de déformation donnée. Il semblerait
que la plastification des appuis qui se fait dès le début de la saturation dans le cas de la com-
pression diamétrale, induise une perte de résistance instantanée plus marquée que dans le cas de
compression axiale (les zones de contact sont humides et en compression).
En moyennant les résultats sur le nombre d’essais réalisés et en utilisant l’Eq. (F.17), on
obtient les figures F.13. Notons que nous avons tracé les courbes dans le repère adimensionnel
Sreel/S
∗ pour les abscisses. Nous avions choisi de ne pas travailler sur les essais à rupture afin
d’éviter une étude statistique. Cependant, afin d’avoir une information sur les résultats liés à
nos hypothéses, nous pouvons comparer les résultats interpolés à partir des essais à déformation
constante aux résultats des essais de rupture pour différents degrés de saturation présentés sur
les figures F.13.








































Fig. F.13 – Comparaison des résultats du modèle pour les contraintes de compression (a) et de
traction (b) avec quelques essais de rupture.
Discussion
La forme de la diminution de résistance en fonction de la saturation peut ne pas sembler absurde
dans notre modèle si on le compare aux essais de rupture.Cependant il est difficile de vouloir
donner trop de crédit à ce modèle. En l’occurence la diminution de la résistance à la traction est
très faible, et si elle existe elle se perd certainement dans la dispersion de nos résultats. La critique
peut même aller plus loin : le choix d’une force de rupture de décroissance proportionnelle à la
relaxation de l’éprouvette durant la saturation est-elle judicieuse ?
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En effet, la rupture en traction a liuu au centre de l’éprouvette. Or celui-ci n’est atteint par
l’eau que pour une saturation importante (S∗ > 0.9). Tant qu’il reste sec, on peut donc penser
que l’éprouvette conserve sa résistance. Ainsi, tant que Sreel < 50% (puisque nous n’avons pas
réussi à obtenir une saturation supérieure dans nos essais), la résistance à la traction diminue
très peu.
Les observations et difficultés que nous venons de soulever sont intimement liées à l’hétéro-
généité de notre matériau et à la répartition des contraintes dans celui-ci. Un essai de traction
simple permettrait d’obtenir des résulats plus facilement interprétables, mais les moyens spéci-
fiques permettant ce type d’essais n’étaient pas à notre disposition durant la campagne expéri-
mentale. Même avec cet autre type d’essai, la pertinence de notre modèle sur l’influence de la
saturation sur la résistance mécanique sera toujours remise en cause : nous sommes conscients
que ce modèle ne peut être considéré comme une fin en soit.
F.2.5 Conclusion
Pour différentes raisons, tant techniques (durée d’imbibition, capacité des presses à dispo-
sition, etc.) qu’économiques (façonnage et facilité d’approvisonnement), nous avons réalisé nos
essais sur un matériau modèle. L’utilisation de ce matériau, n’a cependant pas permis, en raison
d’équipements peu adaptés à disposition, de parvenir à une modélisation complète de l’infil-
tration à l’intérieur de celui-ci. En l’occurence on n’a pas pu conclure, même avec le matériel
expérimental développé, sur la stabilité du phénomème d’imbibition (la porosité occluse présente
dans les éprouvettes est impossible à saturer avec la pression d’eau testée). Nous n’avons pas
pu également, obtenir des courbes précises montrant la diminution de résistance avec le degré
de saturation, étant toujours limités par le matériel. L’utilisation de pompe à vide nous aurait
permis d’obtenir la partie manquante de la courbe (i.e où Sréel > 0.5), mais nous aurions été
toujours limités par les presses utilisées. Nous avons pu toutefois, lors de ces expériences, mettre
en évidence qualitativement les phénomènes de relaxation des contraintes et de déformation lors
de la mise en eau des éprouvettes. Globalement, travailler sur ce matériau nous a permis de
mieux appréhender les problèmes liés à l’expérimentation et de mettre en place la structure de
la modélisation. C’est pour cela qu’il ne faut pas écarter le travail effectué.
Il faut mentionner que l’étude de ce matériau aurait dû mener, en cas de réussite à l’échelle
du grain, à une étude expérimentale œdométrique sur une collection de grains soumis à diverses
sollicitations (fluage, relaxation, etc.). Nous n’avons évidemment pas effectué ce travail en raison
des moyens mis à notre disposition : nous ne sommes tournés vers le numérique, plus accessible.
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Annexe G
Choix de la méthode d’imbibition
G.1 Méthode par immersion totale
L’immersion totale, solution la plus simple à mettre en œuvre, est une fausse solution de
facilité. En effet, une immersion totale induit un front de saturation complexe (figure G.1) qui
ne permet pas a priori d’interpréter les résultats des essais de compression puisqu’on ne connaît
pas la distribution des contraintes dans un matériau dont les hétérogénéités sont de géométrie
complexe. Ceci serait à l’origine de difficultés d’interprétation des essais ainsi menés.
Fig. G.1 – Pénétration de l’eau dans l’éprouvette, méthode d’imbibition par immersion totale.
G.2 Méthode par immersion latérale
L’immersion latérale permet d’obtenir un front de saturation plus simple (figure G.2) dont on
pourra certainement plus facilement interpréter les résultats et modéliser numériquement. C’est
cette méthode qui sera préférentiellement utilisée.
G.3 Méthode d’imbibition par le centre
Une autre méthode envisagée pour faciliter la modélisation est d’imbiber par le cœur de
l’éprouvette (figure G.3). Cette méthode nécessite de percer un tube au centre de l’éprouvette
pour injecter l’eau. La géométrie de l’imbibition serait alors l’inverse de celle par imbibition laté-
rale (tube intérieur humide et tube extérieur sec). La cinétique de saturation serait certainement
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Fig. G.2 – Pénétration de l’eau dans l’éprouvette, méthode d’imbibition par immersion latérale.
plus rapide et la modélisation plus simple, puisque dans ce cas, l’air contenu dans le béton cel-
lulaire serait naturellement chassé à l’extérieur de l’éprouvette et n’aurait pas à s’évacuer dans
le sens contraire du flux de l’eau comme c’est le cas dans l’imbibition latérale.
Fig. G.3 – Pénétration de l’eau dans l’éprouvette, méthode d’imbibition par le centre.
Annexe H
Mise en place d’un banc de mesure
d’imbibition
H.1 Première tentative : mesure directe
La mesure d’imbibition de l’éprouvette n’est pas triviale. Suite à quelques tentatives suivant
une méthode simple, nous avons conclu que la pesée directe de l’éprouvette sortie de l’eau est peu
précise : beaucoup d’eau reste en surface de l’éprouvette, et si l’on cherche à sécher cette eau en
l’essuyant on retire, par succion, de l’eau du matériau. De plus, la méthode étant très intrusive
-il faut sortir l’éprouvette de l’eau- il n’y a plus de continuité de la mesure sur une unique éprou-
vette, ce qui ne permet d’obtenir qu’une résolution temporelle de mesure assez faible - plusieurs
minutes-. Cette résolution temporelle s’est révélée inintéressante compte tenu de la rapidité du
phénomène au début de l’immersion.
H.2 Essais de mesures volumétriques
Compte tenu que le volume d’eau imbibée donne lieu au rejet du même volume d’air, la
variation globale du volume de liquide dans lequel est plongé l’éprouvette est égale au volume
d’eau imbibée. Sur cette constatation nous avons choisi d’améliorer nos mesures en mettant
en place une mesure volumétrique non intrusive en cours d’essai de compression. Le système
mis en place est très simple (figure H.1) : il permet de repérer le niveau d’eau initial. Il suffit
ensuite de compléter avec une pissette pour revenir au niveau initial. Le volume d’eau ajouté
est mesuré à partir de la différence de poids de la pissette avant et après avoir complété le niveau.
Un rapide calcul d’erreur a cependant permis de constater les limites de nos mesures. En effet
la surface libre de notre montage étant de quelques centaines de centimètres carrés, l’imprécision
sur le niveau ne permet pas d’obtenir une bonne précision pour une imbibition totale de seule-
ment quelques centimètres cubes. Se révèle ici le vrai problème de la mesure volumétrique : plus
la surface libre est importante, plus l’erreur est importante. Et à l’opposé, plus la surface libre
est faible, plus l’évacuation des bulles d’air est problématique. Après plusieurs tentatives nous
avons abandonné les méthodes volumétriques de mesure de l’imbibition qui posent beaucoup de
problème pour évacuer l’air coincé un peu partout dans la cellule et qui ne peut donc fonctionner
que si on utilise du matériel dont la géométrie est spécifiquement développée pour cette applica-
tion (solution onéreuse). Le montage définitif est détaillé dans l’annexe F.
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Fig. H.1 – Mesure de la pénétration de l’eau dans l’éprouvette.
Annexe I
Solution exacte et approchée de
l’infiltration
On s’intéresse au problème de l’infiltration radiale dans un cylindre. C’est un problème de
diffusion bidimensionnelle. On appelle Smax la valeur asymptotique de saturation globale de
l’échantillon obtenue lors des essais d’imbibition. On note S(r, t) le degré de saturation partiel :
0 ≤ S(r, t) ≤ Smax < 1 (I.1)
Un cylindre de rayon R, initialement sec (S(r, 0) = 0) est soumis à un choc hydrique sur son













pour 0 < r < R, t > 0
S(r, 0) = 0 pour 0 < r < R
S(R, t) = H(t) pour 0 ≤ t
(I.2)
où H(t) = 0 si t < 0 et H(t) = 1 si t > 0 (fonction de Heaviside). La solution exacte est connue
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où Ik(β) est la fonction de Bessel modifiée de première espèce. On en déduit la réponse impul-
sionnelle (réponse à un Dirac Si(R, t) = δ(t) difficile à réaliser expérimentalement, c’est à dire













Des tables des transformées de Laplace, il vient la réponse indicielle :










où Jk(β) est la fonction de Bessel de première espèce, et où les βn sont les racines de l’équation







L’intégration de la série (I.8) peut être réalisée terme par terme (on permute les signes somme)




















































La fonction de transfert moyenne est l’intégrale de (I.6) (qui est aussi la transformée de Laplace



































Les fonctions de Bessel n’étant pas d’un usage pratique, ni les séries infinies d’ailleurs, on souhaite
maintenant réaliser une approximation de (I.13) à l’aide du modèle exponentiel suivant à un
paramètre :






















Les deux premiers moments temporels sont :
M0 [s] = 1, M1 [s] = η (I.20)





Finalement, l’évolution du degré de saturation moyen dans l’éprouvette cylindrique initialement
sèche et soumise à un choc hydrique (échelon) sur sa périphérie est approximativement décrite
par :









La comparaison des expressions (I.13) (avec 50 termes) et (I.22) est illustrée sur la figure F.7.
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Annexe J
Mise en place des essais mécaniques
J.1 Préparation des éprouvettes
Des éprouvettes cylindriques sont carottées dans des carreaux de béton cellulaire de dix centi-
mètres d’épaisseur. Nous pratiquons des essais sur des éprouvettes cylindriques -essais brésiliens
et de compression simple-. Le diamètre des carottes est d’environ trente neuf millimètres. La
hauteur du cylindre que l’on utilisera sera prise pour être assez proche de l’élancement deux,
tout du moins supérieur à un élancement d’un et demi.
Le carottage donne lieu à des défauts de planéité importants aux extrémités de l’éprouvette.
Afin de reprendre ces défauts on pratiquera trois opérations : découpage, surfaçage et rectifica-
tion :
– Découpage : le découpage sera fait avec une scie à métaux pour amener l’éprouvette à
l’élancement voulu si elle est à l’origine beaucoup trop longue ou si les défauts aux extré-
mités sont trop importants pour être repris à la lime. De plus il y a toujours un découpage
minimum pour retirer les surfaces du carreau qui sont recouvertes d’un enduit.
– Surfaçage : le surfaçage est fait à l’aide d’une grosse lime pour reprendre les défauts de
planéité et les éclats aux extrémités du cylindre. Durant cette opération l’éprouvette est
placée dans un vé de positionnement afin de la maintenir et de surfacer bien perpendicu-
lairement à l’axe du cylindre.
– Rectification : Cette opération de finition sert à apporter une précision supplémentaire au
surfaçage et à obtenir un bon parallélisme des faces d’appui des éprouvettes. L’opération
consiste à poncer avec du papier de verre sur une cale guidée par le vé de positionnement.
Le travail du béton cellulaire est assez délicat. Le matériau étant très fragile et hétérogène,
il donne lieu à de nombreux déchets. La préparation de chaque éprouvette est donc un travail
fastidieux mais nécessaire pour obtenir des résultats exploitables. Des essais ont volontairement
été effectués avec des éprouvettes mal surfacés, ce qui a permis d’observer des ruptures à char-
gements très inférieurs à la moyenne et suivant des modes de rupture influencés par les types de
défauts (surface bombée→ fendage, inclinaison importante → rupture excentrée...)
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J.2 Montage d’essais de résistance mécanique
J.2.1 Premier montage de compression
Le montage à mettre en place doit utiliser le bâti de compression de la grande boite de
cisaillement direct du laboratoire (figure J.1). Celle-ci permet en effet de charger jusqu’à 12
tonnes verticalement, via un vérin asservi théoriquement soit en force soit en déplacement. Le
matériel que nous utilisons n’est pas un matériel spécifiquement prévu pour effectuer des essais
de compression. Afin de palier les nombreux problèmes pratiques de mise en place des essais,
de guidage des forces et de conditions aux limites nous avons conçu et fait fabriquer différentes
pièces pour adapter nos essais.
Fig. J.1 – Compression avec la grande boite de Casagrande équipée d’une plaque rotulée.
La littérature nous apprend que la nature des appuis a un impact très important dans les
essais de compression [ELB00]. Nous présentons ici les choix que nous avons fait pour mettre
en place nos essais : Pour ce premier montage, ces choix ont étés guidés par des problèmes de
cinématique de l’installation lors de la mise en compression. Notre plus grand souci étant de pou-
voir installer l’éprouvette sans provoquer de contraintes parasites à la mise en place (cisaillement
dû au non alignement des éléments lors du contact → il faut permettre des déplacements sous
charge).
Nous avons fait fabriquer spécifiquement deux éléments nouveaux pour améliorer le montage :
une plaque rotulée (visible sur la figure J.1) et un double plateau polis. Ces éléments, montés
comme sur le schéma ci-contre, ont permis lors de la descente du palonnier de compression de
la grande boite de casagrande de ne pas contraindre l’éprouvette hors de son axe principal. En
effet, le palonnier étant assez mal guidé pendant sa descente (le montage n’est pas celui pour
lequel il est conçu), il a tendance à venir au contact de l’éprouvette sans être tout à fait vertical,
ce qui provoque fréquemment des ruptures dues au cisaillement engendré lors de la poursuite
de cette descente qui ramène le palonnier dans son axe. La rotule évite l’application d’une force
ponctuelle sur la face supérieure alors que les plateaux polis (figure J.2) permettent au palonnier
J.2 Montage d’essais de résistance mécanique 293
de revenir au centre durant la mise en charge sans cisailler l’éprouvette.
Fig. J.2 – Montage de l’essai de compression : on limite les frottements sur le plateau inférieur
et on rattrape l’inclinaison au niveau du plateau supérieur.
La conception des différents éléments ayant du être réalisés spécialement pour nos essais -
puisqu’ils n’étaient pas les essais habituellement conduits sur ce matériel- a donc demandé une
réflexion sur la cinématique de l’essai pour s’affranchir des défauts du montage original. Nous
avons d’ailleurs effectué des essais comparatifs qui ont montré une réelle répétitivité des forces de
rupture sur essais secs, ce qui n’existait absolument pas en l’absence de rotule et d’anti-frettage
(dispersion très importante des résultats).
Lors de ce début de campagne d’essais nous avons commencé par des essais sur éprouvettes
sèches puis sur éprouvettes humides. Notre intérêt était centré sur les forces à la rupture. Les
éprouvettes humides étaient sorties de l’eau quelques instants avant le début de l’essai afin d’être
pesées et de connaître le taux de saturation de l’éprouvette. Cependant, ce système a présenté
un très gros défaut puisqu’il ne permet pas de conserver un état homogène pendant la durée de
l’essai. En effet, les ruptures avaient toujours lieu en bas de l’éprouvette avec une présence d’eau
plus importante qu’en haut, visible après la rupture (l’eau "tombe" pendant l’essai).
Autre détail qui a mis fin à l’exploitation de ce premier montage : le bâti a un comportement
non linéaire jusqu’à presque 500 DaN de chargement. Or lorsque nous avons effectué nos essais
humides les ruptures ont commencées à avoir lieu sur le plateau de "pseudo-écrouissage" du
bâti (plateau de reprise de jeux). Or cette situation s’est révélée très embarrassante car elle ne
permettait pas de comprendre pourquoi une éprouvette cassait au début de ce plateau ou à la
fin. En tout état de cause, ceci mettait l’accent sur les problèmes d’inadaptation du montage à
nos gammes de mesures trop faibles pour lui. De plus, la réaction du bâti associée aux faibles
déformations possibles de l’éprouvette a mis en évidence des défauts de pilotage dus à la ciné-
matique complexe de l’équipement qui n’est pas fait pour travailler avec si peu de déplacement
et des chargements si faibles.
Le point positif de ce premier montage est que la compréhension des défauts de guidage des
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forces et de cinématique du montage ont permis de voir les difficultés de mise en place d’un essai
classique quand le matériel spécifique n’est pas disponible. De plus, les aménagements apportés
au montage ont permis, dans la mesure du possible, d’améliorer grandement les résultats. Nous
avions même acquis une bonne répétabilité sur essais secs avant l’abandon de ce matériel grâce
à nos modifications. L’expérience accumulée ici a donc été très importante par la suite.
Analyse des évolutions à apporter à notre montage :
Nous rencontrons divers problèmes qui rendent non exploitables nos résultats. Certaines limites
de notre premier montage nous ont amenées à abandonner définitivement la Grande Boite de
Casagrande comme base de nos montages. Cependant nous avons relevé d’autres problèmes qui
ne sont pas inhérents au montage lui-même, mais à l’expérience souhaitée : Les essais que nous
avons faits précédemment et la bibliographie sur la mécanique des roches nous portent à penser
qu’obtenir des résultats ne peut se faire qu’avec une méthode statistique, étant donné que les
essais sont pratiqués sur des éprouvettes hétérogènes dont les plus gros défauts sont parfois de
taille non négligeable par rapport à la taille de l’éprouvette. Le problème pour nous est que nous
ne pouvons et ne voulons pas nous engager dans une procédure d’essais statistiques. Pour éviter
cela il faut changer notre protocole et étudier sur une même éprouvette des états hydriques dif-
férents. Pour suivre un chemin de contrainte exploitable par la suite, ceci peut se faire de deux
manières différentes : étudier le comportement durant l’imbibition à déformation ou à charge
constante. C’est cette mesure qui doit guider notre définition du prochain montage.
Deux objectifs vont nous guider ici : obtenir une certaine répétabilité sur des essais de rupture
sec et obtenir la courbe de relaxation et de fluage du matériau sous l’action de l’eau.
J.2.2 Deuxième montage : déplacement constant
Le deuxième montage mis en place utilise une presse triaxiale (figure J.3). L’intérêt de la
cellule est de permettre l’immersion de l’éprouvette facilement. La mesure de l’imbibition durant
l’essai était aussi un facteur qui donnait un intérêt à l’utilisation de la cellule (cette mesure fait
l’objet d’un paragraphe particulier dans la partie suivante). Notre objectif, en utilisant la presse,
était de pouvoir l’arrêter pour effectuer des essais à déformation constante.
Le premier défaut du bâti est qu’il est prévu pour des matériaux plastiques alors que nous
travaillons avec des éprouvettes rigides. Ceci est le moindre de ses défauts si nous savons re-
trancher les déformations du bâti aux déformations totales enregistrées. Cependant, la presse ne
peut pas être commandée très précisément : on peut seulement imposer une vitesse de descente
choisie sur une boite mécanique. Enfin, la très grande déception est qu’il s’avère impossible de
stabiliser totalement le bâti : l’élasticité d’une partie du haut du bâti ne permet pas de conserver
le déplacement quand on arrête l’écrasement ; avec l’imbibition, quand l’éprouvette résiste moins,
le bâti remonte élastiquement, l’éprouvette continue à être écrasée lentement mais sûrement, par-
fois jusqu’à rupture. Le chemin de contrainte suivi est donc trop complexe pour être interprété
simplement. Ces essais à pseudo déformation constante sont donc difficilement utilisables.
La préparation de ce montage, même si les objectifs d’essai à déplacement constant ne sont
pas atteints, a été intéressante. Tout d’abord comme pour chaque montage il a fallu étalonner le
matériel. De plus, ce montage a quand même permis de mettre en évidence une relaxation dans
le comportement d’éprouvettes de béton cellulaire à sec et aussi que cette relaxation à sec est
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Fig. J.3 – Montage sur presse triaxiale.
bien moins importante que le relâchement observé lors de l’imbibition.
L’utilisation de cette presse triaxiale nous a permis de mettre en place facilement des éléments
tels que rotule et plaque d’anti-frettage. Le montage des éprouvettes a aussi pu être adapté pour
les essais brésiliens qui sont souvent source de problèmes de mise en place. Ces essais ont aussi
nécessité un étalonnage des différents capteurs et la mise en place d’essais témoins pour vérifier
que le comportement humide est bien différent du comportement sec. L’équipement d’une cellule
triaxiale s’est enfin montré très efficace en matière d’organisation des essais.
Remarque sur les essais brésiliens
La mise en place des essais brésiliens s’est faite assez facilement en utilisant la cellule préparée
pour les essais de compression. Nous avons choisi de ne pas utiliser d’entretoise, les éprouvettes
subissant des déformations locales aux appuis assez rapidement pour ne pas s’écarter de leur
position initiale durant l’essai. Nous avons pu remarquer que les éprouvettes ont toutes une
rupture conforme à l’interprétation classique -rupture par traction au centre, voir figure J.4- qui
donne lieu à un plan de section vertical passant par le centre, et ceci même pour les éprouvettes
imbibées partiellement ou saturées. Nous avons donc choisi, compte tenu de ce résultat, d’utiliser
l’interprétation classique de rupture d’un disque homogène chargé selon un diamètre (Solution
de Hertz) malgré que nos éprouvettes ne soient pas toujours homogènes.
Fig. J.4 – Rupture en essai brésilien.
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J.2.3 Troisième montage : essais à force constante
Les essais à force constante sont eux aussi très intéressants. Nous avons donc mis en place des
essais au protocole en trois phases assez simples : chargement, léger fluage jusqu’à stabilisation
de l’éprouvette, puis mise en eau et mesure de l’évolution de la déformation de l’éprouvette.
Pour ces essais nous avons utilisé des bâtis œdométriques (figure J.5.a). L’avantage est qu’ils
permettent d’utiliser une cellule étanche (figure J.5.b).
(a) (b)
Fig. J.5 – Bâtis œdométriques (a) et cellule œdométriques en charge (b).
Cependant, un gros défaut existe : nous n’utilisons pas d’éprouvette de hauteur standard pour
les cellules œdométriques afin de conserver un élancement proche de 2. Or ceci ne permet pas
d’utiliser correctement le piston de guidage de la force appliquée à l’éprouvette. Tout ceci a pour
désavantage de très facilement appliquer une force excentrée. De ce fait les essais ne peuvent être
conduits avec une force élevée sans risque de rompre l’éprouvette par des contraintes parasites
(basculement de l’éprouvette entraînant sa rupture). Pour effectuer plus d’essais il faudrait faire
usiner une cellule spécifique pour permettre le guidage de la force pour une éprouvette aussi
haute que la notre.
Les mesures concordent avec ce qui était attendu : les éprouvettes se tassent à la mise en eau.
J.2.4 Quatrième montage : essais à force constante
Le gros problème du bâti triaxial du laboratoire est ne de pas pouvoir être arrêté et stabi-
lisé pour un essai d’imbibition à déformation constante. Dans le but d’éviter ce problème nous
avons déplacé nos essais à déformation constante au Laboratoire de Mécanique et d’Acoustique
de Marseille (voir montage sur la figure J.6). Nous avons donc installé notre cellule triaxiale
équipée sur une presse à colonne à vis sans fin. Les essais ont donc enfin pu avoir lieu dans de
bonnes conditions. Un des seuls problèmes constaté est que l’essai n’a pas lieu dans une enceinte
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climatisée, ce qui peut être perturbant pour des essais qui durent plusieurs heures.
Fig. J.6 – Photographie de la presse INSTROM du LMA montée ici en compression.
Les essais sur ce banc de mesure profitent des mêmes conditions aux extrémités de l’éprou-
vette que ceux précédemment conduits à Aix puisque la cellule triaxiale a été conservée. Les
résultats obtenus offrent même une répétabilité importante sur le module d’élasticité des éprou-
vettes.
Une fois nos essais installés à Marseille, les résultats se sont révélés assez rapidement inté-
ressants. Nous avons donc pu enregistrer la diminution de résistance d’une éprouvette de béton




Les enrochements sont des matériaux granulaires constitués de blocs rocheux dont la taille
peut atteindre plusieurs dizaines de centimètres. Les barrages en enrochements, constitués par
ces matériaux grossiers, présentent des déformations relativement importantes au cours du temps
et peuvent également tasser au moment de leur remplissage ou lors d’une crue accidentelle. Ces
déformations semblent liées à des ruptures de blocs à l’intérieur de l’ouvrage, mais ne sont mal-
heureusement pas connues après la construction.
La prévision de ces tassements est donc particulièrement importante pour s’assurer de l’in-
tégrité structurelle de l’ouvrage à long terme.
Le comportement des matériaux granulaires étant fortement lié à la nature discrète du milieu,
un modèle discret est proposé afin de prendre en compte les particularités des enrochements avec
des paramètres locaux au sens physique clair. Les phénomènes de rupture sont les principales ca-
ractéristiques des enrochements. La démarche retenue dans ce travail s’est attachée à développer
un modèle numérique discret capable de prendre en compte la fissuration progressive et diffé-
rée des blocs rocheux. Chaque bloc est représenté par un assemblage de particules, initialement
liées par une cohésion qui peut diminuer progressivement au cours du chargement. Un modèle
d’endommagement interfacial est proposé pour décrire cette décroissance progressive au cours
du temps. L’effet de l’eau est introduit par couplage avec les paramètres du modèle de cohésion,
par la diminution des forces de pesanteur et du coefficient de frottement local. La modélisation
adoptée est de type "Non Smooth Contact Dynamics", où les grains et particules sont supposés
rigides. Le modèle est implémenté sur la plateforme logicielle LMGC90.
Des simulations numériques à l’échelle des contacts, à l’échelle du bloc et à l’échelle de l’en-
rochement sont effectuées. Des premières simulations consistent à simuler un ensemble de blocs
rocheux incassables placés dans une colonne d’enrochements progressivement remplie en eau. Ces
simulations permettent de vérifier que le phénomène essentiel à l’origine des tassements dans un
barrage en enrochement est lié à la rupture des blocs rocheux.
Des simulations de compression de blocs cassables (constitués de particules) et de compression
œdométrique d’un ensemble de ces blocs sont réalisées. Les simulations numériques d’essais de
compression œdométrique d’enrochements modèles de barrage mettent en évidence des réponses
assimilables au fluage ou à la relaxation. Ces essais reproduisent les phénomènes de base avec
très peu de paramètres.




Rockfill are made by coarse materials, blocks, whose size can reach one meter. Rockfill dams,
composed by these blocks, show some relatively important deformations during time, during their
filling or during an accidental flood. These deformations seems to be related to blocks ruptures
in the inner structure, but they are unfortunately unknown after the dam construction.
The settlements’ prediction is then particularly important to ensure the structural integrity
of the dams all along their life.
The granular media behaviour is strongly related to the discrete nature of the medium. A
discrete model is proposed to take into account rockfill particularities with local parameters
which have a clear physical sense. Ruptures are rockfill major features. The major idea in this
work, consisted in developing a numerical discrete model to account for progressive and delayed
blocks failure. Each block is considered as an assembly of particles with initial cohesive bonds
which can decrease progressively during the loading. A damaging interface model is proposed to
describe this progressive phenomenon. The model is composed by two yield surfaces (damage
and fracture yield surfaces). A characteristic time is related to the damage evolution. The water
influence is introduced by coupling the parameters of the cohesion model, by introducing the
buoyancy forces and by decreasing the local friction. The modelling adopted is based on the
"Non Smooth Contact Dynamics Method", where grains and particles are rigid. The model is
implemented on the discrete element code, LMGC90.
Numerical simulations are realised at contacts, block and rockfill scales. First simulations
consisted in modelling an assembly of unbreakable blocks disposed in a rockfill column and pro-
gressively filled by water. These simulations verify that blocks fracture is the major phenomenon
responsible of the settlements of rockfill dams.
Simulations of compression of breakable blocks and œdometric compression of an assembly of
these blocks are realised. Numerical simulations of œdometric compression tests composed by
rockfill reveal some creep and relaxation responses. These tests reproduce the basic phenomena
with only few parameters.
Key-words : Dam, rockfill, granular media, discrete element, damage, rupture, creep.
